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 RESUMO 
No presente trabalho de dissertação de mestrado, foi desenvolvido um protótipo em escala real de um receptor ou trocador de calor, projetado para operar junto à um concentrador solar parabólico com motor Stirling. Tal projeto foi desenvolvido em uma parceria entre o Laboratório de Tu-bos de Calor da Universidade Federal de Santa Catarina e a empresa sueca Cleanergy AB, que, desde 2008, comercializa sistemas de geração de energia elétrica através de motores Stirling, que utilizam ou a radiação solar ou a queima de biogás como fonte de calor. A empresa está desen-volvendo um novo equipamento híbrido capaz de gerar energia elétrica não apenas através da radiação solar ou queima de biogás, mas através das duas fontes simultaneamente. Este equipamento é assistido por um trocador de calor formado por um conjunto de termossifões de sódio. A participação do LABTUCAL no desenvolvimento do trocador de calor foi principalmente relacionada à seleção dos termossifões a serem empre-gados no trocador de calor. Assim, para definir as características dos ter-mossifões de sódio, nove termossifões foram fabricados e testados em de-zoito condições diferentes, visando o estudo da influência da inclinação, posição do evaporador, tipo de condensador, razão de enchimento e com-primento da seção adiabática. O processo de fabricação dos termossifões é descrito em detalhes. Gradientes de temperatura de até aproximada-mente 800 °C foram observados na parede externa do condensador e mo-tivaram a criação de um modelo de aleta com condutividade térmica efe-tiva para descrever o perfil de temperaturas do condensador. Dentre os resultados obtidos através da análise dos dados experimentais, dois des-tacam-se: o melhor desempenho dos termossifões de sódio com razão de enchimento de 80% quando comparados à razão de enchimento de 100% e a grande influência da taxa de calor rejeitado pelo condensador no perfil de temperatura do condensador. O LABTUCAL carregou todos os 48 ter-mossifões (de 470 mm de comprimento e diâmetro interno de 18,04 mm, os quais foram carregados com 62,3 g de sódio, resultando em uma razão de enchimento de 80%) empregados no protótipo fabricado pela empresa Cleanergy AB. Testes preliminares no protótipo, realizados na sede da empresa, resultaram na geração de 7,61 kW de potência elétrica.  Palavras-chave: Sódio, Termossifão, Alta Temperatura, Concentrador Solar Parabólico Stirling   
  
 ABSTRACT 
In this master's dissertation, a real scale prototype of a receiver or heat exchanger was developed. It was designed to operate in a concentrated solar dish Stirling engine. This project was developed in a partnership between the Heat Pipe Laboratory of the Federal University of Santa Ca-tarina and the Swedish company Cleanergy AB, which, since 2008, sells electric power generation systems using Stirling engines heated by solar radiation or combustion of biogas. The company is developing a new hy-brid equipment capable of generating electric power through not only so-lar radiation or biogas burning, but through both sources simultaneously. This equipment is assisted by a heat exchanger formed by a group of so-dium thermosyphon. LABTUCAL participation in the development of the heat exchanger was mainly related to the selection of the thermosyphon employed in the heat exchanger. Therefore, to define the characteristics of the sodium thermosyphon, nine thermosyphon were manufactured and tested in eighteen different conditions in order to study the influence of the inclination, evaporator position, condenser type, filling ratio and length of the adiabatic section. The thermosyphon manufacturing process is described in detail. Temperature gradients up to approximately 800 °C were observed on the condenser external wall and led to the creation of an effective thermal conductivity fin model to describe the condenser temperature profile. Among the results obtained by analyzing the experi-mental data, two can be highlighted: the best performance of sodium ther-mosyphon with 80% filling ratio when compared to the filling ratio of 100% and the strong influence of the rate of heat rejected by the condenser in the condenser temperature profile. LABTUCAL charged all 48 ther-mosyphons (470 mm of length and internal diameter of 18.04 mm, which were charged with 62.3 g of sodium, resulting in a filling ratio of 80%) used in the prototype manufactured by Cleanergy AB. Preliminary tests on the prototype, performed at company’s headquarters, resulted in the generation of 7.61 kW of electric power.  Keywords: Sodium, Thermosyphon, High Temperature, Dish Stirling   
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1 INTRODUÇÃO 
1.1 APRESENTAÇÃO DO PROBLEMA 
Tubos de calor e termossifões são dispositivos que operam em um ciclo bifásico fechado e utilizam o calor latente de vaporização para trans-ferir calor mesmo quando sujeitos a um gradiente de temperatura muito pequeno (PETERSON, 1994). Apresentam uma condutividade térmica efetiva várias ordens de grandeza maior do que os melhores metais con-dutores, como o cobre e alumínio, e, em funcionamento, geram um perfil de temperaturas isotérmico que pode ser útil em fornos, trocadores de ca-lor e sistemas de geração de energia elétrica. Coletores solares parabólicos que fazem uso de motores Stirling para a produção de energia elétrica têm sua eficiência melhorada se em-pregarem a tecnologia de tubos de calor e termossifões nos receptores. Parte desta melhora pode ser atribuída ao perfil de temperatura isotérmico que esta tecnologia permite. Note-se que, dentre as tecnologias de energia solar concentrada (CSP), os sistemas Stirling são os considerados mais eficientes. A empresa sueca Cleanergy AB desenvolve sistemas de geração de energia elétrica através de motores Stirling desde 2008. Comercializam dois sistemas denominados Combined Heat and Power (CHP) e Concen-trated Solar Power (CSP) que utilizam, respectivamente, biogás e radia-ção solar como fontes de calor. Em 2014 foi assinado um contrato entre a empresa Cleanergy AB e o Laboratório de Tubos de Calor (LABTU-CAL), visando o desenvolvimento de um trocador de calor assistido por termossifões a ser aplicado em um sistema híbrido, capaz de utilizar as duas fontes de calor para produzir energia elétrica através de um único receptor de energia térmica. O trabalho aqui desenvolvido apresenta os resultados de testes experimentais realizados com o objetivo de simular situações reais as quais o sistema híbrido será exposto.  
1.2 OBJETIVOS 
A motivação para desenvolver este trabalho vem, como já relatado, de um contrato firmado entre a empresa sueca Cleanergy AB (que desen-volve sistemas de geração de energia elétrica usando fontes de energia renováveis, através do uso de motores Stirling) e o LABTUCAL. A em-presa produz dois equipamentos principais: o primeiro utiliza a queima de biogás e o segundo a radiação solar. A empresa pretende lançar um 
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novo produto para uso em localidades remotas (como fazendas) onde um mesmo trocador de calor é capaz transportar calor de duas fontes diferen-tes: energia solar, em dias ensolarados, e biogás, em dias chuvosos ou nublados e/ou durante a noite. Devido a sua eficiência e flexibilidade ge-ométrica, trocadores de calor assistidos por termossifões se apresentam como uma alternativa muito interessante, a qual foi explorada no presente trabalho. Assim, a fim de atingir este objetivo principal, o Labtucal desen-volveu tecnologias de termossifões bifásicos que operam em alta tempe-ratura, usando o sódio como fluido de trabalho. Por desenvolvimento de tecnologia entende-se: modelagem matemática, projeto dos termossifões que foram empregados em um trocador de calor, desenvolvimento de pro-cessos de fabricação dos termossifões, desenvolvimento de bancadas de testes e realização de testes experimentais. Um trocador de calor foi cons-truído a partir de termossifões projetados e fabricados no LABTUCAL. A empresa Cleanergy AB testou com sucesso o trocador de calor resul-tante deste desenvolvimento em sua sede na Suécia. Desta forma, o presente trabalho contribui para estado da arte no que tange: ao desenvolvimento de termossifões de alta temperatura (tema ainda pouco explorado na literatura), à processos de fabricação e à proje-tos de trocadores de calor. Além disto, apresenta-se um modelo matemá-tico inédito do perfil de temperaturas do condensador, que permite avaliar o comportamento térmico dos termossifões de sódio. 
1.3 ESTRUTURA DO TRABALHO 
No Capítulo 2, o leitor é familiarizado, a partir de uma revisão bi-bliográfica, com os princípios de funcionamento de tubos de calor e ter-mossifões, enfatizando características, aplicações e processos conhecidos de carregamento de termossifões e/ou tubos de calor que empregam sódio como fluido de trabalho. No Capítulo 3 é apresentado, em detalhes, o processo de fabricação de termossifões de sódio, o qual foi inteiramente desenvolvido no LAB-TUCAL e utilizado na fabricação de todos os termossifões testados no contexto deste trabalho. No Capítulo 4, descreve-se a bancada experimental utilizada para a realização de todos os testes, apresentando-se os procedimentos experi-mentais adotados. Também são apresentados os modelos utilizados no cálculo da taxa de transferência de calor pelo condensador (como fonte fria empregou-se água refrigerada circulando em serpentina de cobre e uma combinação entre radiação e convecção natural). As características 
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geométricas dos termossifões testados e os parâmetros de teste para cada um dos dezoito testes realizados são também apresentados. No Capítulo 5 apresentam-se os resultados obtidos através dos tes-tes experimentais. A análise destes dados é dividida em quatro partes, onde se discute separadamente a influência da: (1) inclinação, posição do evaporador e tipo de condensador serpentina, (2) razão de enchimento, (3) comprimento da seção adiabática e (4) perfil de temperatura. No Capítulo 6 é apresentado o modelo de aleta, onde o conceito da “condutividade térmica efetiva”, a qual depende do perfil de temperaturas do condensador, sendo obtida a partir de medidas experimentais, é discu-tido. O modelo é então aplicado aos testes realizados onde o condensador rejeita calor diretamente para o ambiente. No Capítulo 7, o projeto, a fabricação e os testes realizados no pro-tótipo do receptor assistido por termossifões de sódio são apresentados. Destacam-se discussões sobre o processo de carregamento dos quarenta e oito termossifões, dificuldades encontradas e os resultados do teste preli-minar do protótipo, realizado pela empresa Cleanergy AB. Por fim, no Capítulo 8 são apresentadas as principais conclusões do presente trabalho assim como sugestões para trabalhos futuros na pre-sente área de pesquisa. O Apêndice A apresenta a análise de erros experimentais, inclu-indo os cálculos da taxa de transferência de calor pelos condensadores, quando serpentinas com água refrigerada são utilizadas e quando o calor é transferido do condensador por radiação e convecção natural. O Apên-dice B apresenta uma tabela com os valores da condutividade térmica efe-tiva. O Apêndice C apresenta os limites de termossifões presentes na lite-ratura.  
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2 REVISÃO BIBLIOGRÁFICA 
2.1 PRINCÍPIO DE FUNCIONAMENTO DE TUBOS DE CA-LOR E TERMOSSIFÕES 
Segundo Mantelli (2012) e Peterson (1994), termossifões e tubos de calor são dispositivos para troca de calor altamente eficientes. Operam em um ciclo bifásico fechado e utilizam calor latente de vaporização e condensação para transferir calor, mesmo quando sujeitos à pequenas di-ferenças de temperaturas. Consistem de um tubo metálico oco, evacuado, onde certa quantidade de fluido de trabalho é inserida. São compostos por três regiões distintas: evaporador, região adiabática e condensador. Como pode ser visto na Figura 2.1, calor é adicionado à porção inferior do termossifão, evaporando o fluido de trabalho que se localiza nesta região. Como, basicamente, todo o calor transportado pelo termos-sifão é empregado na evaporação do fluido de trabalho, quanto maior o calor latente de vaporização, mais calor o dispositivo é capaz de transpor-tar. O vapor gerado no evaporador provoca uma sobrepressão e assim, uma elevação de temperatura. A diferença de pressão do vapor, entre as regiões do evaporador e condensador, é responsável pelo deslocamento do vapor para as regiões mais frias do condensador onde calor é retirado e onde o vapor, no estado de saturação, se condensa. O líquido conden-sado forma filmes que revestem a superfície interna do condensador, sendo deslocado de volta ao evaporador pela ação das forças gravitacio-nais, onde é novamente evaporado, fechando o ciclo. 
Figura 2.1- Funcionamento de um termossifão (MANTELLI, 2012). 
36  
Desta forma, os termossifões dependem fundamentalmente da gra-vidade para seu funcionamento, ou seja, para que o fluido de trabalho re-torne do condensador para o evaporador. Por isso é importante que o eva-porador esteja localizado abaixo do condensador. Já os tubos de calor po-dem atuar em qualquer posição, pois um meio poroso localizado interna-mente ao tubo é o responsável pelo bombeamento capilar, garantindo o retorno do fluido para o evaporador.  A região adiabática de tubos de calor e termossifões é caracterizada pela ausência de trocas de calor com o ambiente e, portanto, normalmente sua superfície externa é revestida por isolantes. Suas dimensões depen-dem da aplicação do dispositivo, podendo ser mínimas (ou zero) ou bas-tante grandes como em aplicações em plantas industriais nos quais a fonte de calor e o seu sumidouro estão bastante afastados entre si (até 50 metros, por exemplo).  
2.2 COLETORES SOLARES PARABÓLICOS PARA MOTO-
RES STIRLING 
Segundo IRENA (2012), os coletores solares parabólicos consis-tem de um concentrador na forma de um prato parabólico que acompanha o sol em dois eixos e reflete a radiação solar para um receptor posicionado no ponto focal do prato, como pode ser observado na Figura 2.2. Este calor concentrado pode ser empregado em diversas aplicações; no pre-sente caso, a radiação solar é utilizada no aquecimento de um gás, o fluido de trabalho do motor Stirling que está confinado em um conjunto de tubos com diâmetro da ordem de 5 mm. A expansão (durante o aquecimento) e a retração (durante o resfriamento) deste gás confinado transforma o calor em energia mecânica, que, por sua vez, movimenta o gerador para produ-zir energia elétrica. Os sistemas parabólicos Stirling operam de forma autônoma e po-dem funcionar de uma forma híbrida, também utilizando como fonte de calor um biocombustível adequado. Tipicamente, o gerador de eletrici-dade se localiza junto ao receptor de cada coletor parabólico, reduzindo as perdas de calor. A capacidade de geração de energia de um conjunto prato parabólico - motor Stirling pode ser considerada pequena, de 5 a 50 kW, porém, o sistema é extremamente modular, quando comparado a tec-nologias como as torres solares (IRENA, 2012). Das tecnologias de ener-gia solar concentrada (CSP), esta é a que apresenta maior eficiência: 31,25% (ANDRAKA, 2014). 
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 Figura 2.2 - Coletores solares parabólicos Stirling. (United States Department of Energy, 2010) 
2.3 CICLO STIRLING E MOTORES STIRLING 
Existem dois tipos de motores Stirling: cinéticos e de pistão livre. Motores cinéticos utilizam hidrogênio como fluido de trabalho e tem maior eficiência do que os motores de pistão livre. Já os de pistão livre trabalham com hélio e não geram atrito durante a operação, o que reduz a necessidade de manutenção. Segundo Çengel (2006), os motores Stirling são máquinas térmicas que funcionam segundo um ciclo motor do tipo Stirling, que é um ciclo de potência a gás que, assim como o ciclo de Carnot, envolve processos isotérmicos de fornecimento de calor à temperatura TQ e rejeição à tem-peratura TF (ver Figura 2.3). Ele difere do ciclo de Carnot, pois os dois processos isoentrópicos do ciclo de Carnot são substituídos por dois pro-cessos de regeneração a volume constante. No processo de regeneração, calor é transferido para um dispositivo que armazena energia térmica (chamado regenerador) durante a descompressão do gás a volume cons-tante, e é transferido de volta para o fluido de trabalho durante a compres-são a volume constante, conforme apresentado na Figura 2.4. O ciclo Stirling apresenta quatro processos totalmente reversíveis e, idealmente, apresenta a mesma eficiência térmica que a do ciclo de Carnot ao operar dentro dos mesmos limites de temperatura. Na prática, a transferência de calor nos motores Stirling não ocorre com uma dife-rença de temperatura infinitesimal, mas sim com diferenças de tempera-turas finitas de modo que a eficiência térmica de motores Stirling reais fica abaixo da eficiência térmica ideal. 
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 Figura 2.3 – Diagramas do Ciclo de Carnot e do Ciclo Stirling. (ÇENGEL, 2006) 
A combustão externa é uma das características destes motores que lhe confere algumas vantagens. Em primeiro lugar, uma variedade de combustíveis pode ser usada como fonte de energia térmica, como é o caso dos sistemas de geração de energia elétrica aqui estudados, que uti-lizam gases resultantes da combustão de biogás e/ou radiação solar como fontes de calor. Em segundo lugar, há mais tempo para a combustão e, portanto, o processo de combustão é mais completo. Em terceiro lugar, esses motores operam em ciclos fechados e, assim, o fluido de trabalho, que não será utilizado como combustível, pode ser escolhido de forma a apresentar características mais desejáveis (estável, quimicamente inerte, alta condutividade térmica). O hidrogênio e o hélio são dois gases nor-malmente empregados (ÇENGEL, 2006). 
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 Figura 2.4– Processo de regeneração do ciclo Stirling. 
2.4 CARACTERÍSTICAS DOS TERMOSSIFÕES 
Eastman apud Peterson (1994), identificou diversas características de tubos de calor que os tornam úteis em diferentes aplicações, as quais podem também ser atribuídas a termossifões.  Primeiro, os tubos de calor e termossifões são dispositivos de trans-ferência de calor altamente eficientes, pois operam segundo ciclos bifási-cos fechados, transportando calor latente de condensação e vaporização, mecanismos de transporte de energia reconhecidamente mais eficientes do que condução e convecção de calor. Assim, um termossifão pode apre-sentar uma capacidade de transferência de calor, em algumas ordens de grandeza, superior à de um tubo metálico (cobre) maciço, com a mesma geometria externa. Além disto, como o vapor (principal vetor de trans-porte de energia) apresenta grande capacidade de preencher espaços in-ternos, tubos de calor e termossifões apresentam grande flexibilidade ge-ométrica, o que permite a separação física entre o seu condensador e eva-porador, que podem ser conectados por tubos (linhas de escoamento) de vapor e líquido.  Segundo, aumentos do fluxo de calor no evaporador podem resul-tar em aumentos da taxa em que o fluido de trabalho é vaporizado, sem necessariamente resultar em aumentos significativos da temperatura de operação do dispositivo, desde que o condensador tenha capacidade de condensar o vapor em uma taxa semelhante a que foi gerado. Portanto, além dos tubos de calor e termossifões serem rapidamente ajustáveis a 
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variações da potência transferida, eles se comportam como dispositivos quase isotérmicos. Em outras palavras, são capazes de ajustar a taxa de vaporização para acomodar uma variação de potências de entrada, man-tendo a fonte em temperaturas relativamente constantes.  Terceiro, as seções do evaporador e condensador em tubos de calor e termossifões funcionam de forma bastante independente: deve-se ape-nas garantir que os fluxos de líquido e vapor que abastecem o condensa-dor e evaporador sejam iguais. Assim, a área na qual o calor é introduzido pode diferir em tamanho e forma da área pela qual o calor é rejeitado, desde que a taxa na qual o líquido é vaporizado não exceda a taxa na qual o fluido é condensado. Logo, fluxos de calor elevados gerados sobre pe-quenas áreas podem ser dissipados por grandes áreas (fluxos de calor re-duzidos).  Como resultado destas características, Peterson (1994) relata que outra característica importante de tubos de calor e termossifões é a sua baixa inércia térmica. Diferentemente de dispositivos de transporte de ca-lor puramente por condução, a capacidade de reação destes dispositivos às variações nas condições de operação não é fortemente dependente de suas dimensões. Segundo Imura et al (1983), tubos de calor apresentam desvanta-gens operacionais em relação aos termossifões. A principal desvantagem está nas perdas de carga observadas no retorno do fluido do condensador para o evaporador, devido à presença do meio poroso, que cria um limite físico para o transporte de fluído. Assim, normalmente, o limite de fluxo de calor máximo de um tubo de calor é inferior ao de um termossifão. Nguyen-chi e Groll (1980) mostram que o fluxo crítico dos termossifões é 1,2 a 1,5 vezes maior que o fluxo crítico de tubos de calor. 
2.5 TERMOSSIFÕES DE SÓDIO 
Segundo Cunha (2008), os tubos de calor e termossifões aplicados a altos níveis de temperatura surgiram especificamente como uma solução para o problema de controle térmico de sistemas de potência de reatores nucleares de veículos espaciais. As expressões “alta temperatura” ou “temperatura elevada”, quando aplicadas a termossifões se referem à faixa que vai de aproximadamente 500 a 1800 °C. Para cada nível de tem-peratura, um diferente fluido de trabalho deve ser selecionado. Segundo Reay et al (2014), a água é um excelente fluido de trabalho para se traba-lhar entre 30 e 200 °C; já para a faixa que vai de 600 a 1200 °C o sódio é o mais indicado. 
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A utilização de um fluido em um termossifão está diretamente re-lacionada a sua capacidade de mudar de fase na faixa de temperatura de operação e na quantidade de calor empregado neste processo. Assim, o termossifão deve operar em níveis de temperatura abaixo do ponto crítico do seu fluido de trabalho. O sódio apresenta, à pressão atmosférica, tem-peratura de fusão de 98 °C e ebulição de 892 °C. Sua temperatura crítica é de 2231 °C na pressão de 25,64 MPa (FINK E LEIBOWITZ, 1995). É importante ressaltar que o material do tubo a ser utilizado na fa-bricação do termossifão deve ser compatível com o fluido de trabalho, ou seja, não devem reagir quimicamente quando em contato e principalmente durante a sua operação. Uma reação poderia gerar gases não condensáveis ao longo do tempo, que se acumulam na ponta do condensador, dimi-nuindo a área disponível de troca térmica do termossifão. Reay et al (2014) recomenda a utilização de tubos de aço inoxidável e Inconel para o sódio. Yamamoto et al (1982) realizou testes de longa vida por 1.200 h em três tubos de calor de sódio fabricados com aço inoxidável AISI 316L e concluiu que a oxidação gerada na parede interna dos tubos não causou impacto na vida útil dos tubos de calor. 
2.6 APLICAÇÕES DE TERMOSSIFÕES DE SÓDIO 
Em sua revisão sobre termossifões baseada em mais de 120 artigos, Jafari et al (2016) menciona que pouca atenção tem sido dada a estudos experimentais de termossifões de média e alta temperatura para aplica-ções solares. Dobson e Laubscher (2013) dimensionaram trocadores de calor as-sistidos por termossifões para aplicação em usinas nucleares utilizando um modelo desenvolvido por eles, que incluía o coeficiente de transferên-cia de calor por ebulição para metais líquidos desenvolvido por Shah (1992), assim como o coeficiente médio de condensação apresentado em Mill (1995). Mesmo considerando as correlações para metais líquidos presentes na literatura, Dobson e Laubscher (2013) enfatizam que, para o projeto de um trocador de calor para uma aplicação real, será necessária a realização de testes experimentais para a determinação dos coeficientes de transferência de calor do sódio. A fim de validar o modelo utilizado no dimensionamento do trocador, Laubscher e Dobson (2013) realizaram ex-perimentos com um trocador de calor assistido por termossifões carrega-dos com o fluido térmico Dowtherm-A, ao invés de sódio, reconhecendo que fabricar termossifões de sódio envolve processos desafiadores. Andraka et al (1996) realizaram testes para comparar eficiência de dois receptores de um coletor solar parabólico de um motor Stirling. No 
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primeiro, os raios solares deste coletor aqueciam diretamente os tubos que continham o fluido de trabalho do motor Stirling; no segundo teste, tubos de calor com sódio eram empregados para absorver o calor proveniente da radiação solar e transportá-lo ao fluido de trabalho. Seus resultados mostraram uma eficiência de 23,2% para o sistema convencional e 28,1% para o sistema assistido por termossifões. Os autores atribuíram o au-mento da eficiência, quando utilizado o sistema com tubos de calor, à: diminuição do volume morto do sistema, transferência de calor a tempe-ratura constante e aumento da eficiência do receptor. Adicionalmente, a maior temperatura registrada no receptor com tubos de calor foi 70 °C menor do que no receptor convencional, para as mesmas temperaturas do ciclo do motor; logo o sistema com tubos de calor é capaz de absorver mais energia solar e, assim, gerar mais eletricidade do que o primeiro sis-tema, para condições iguais de operação. 
2.7 PROCESSO DE CARREGAMENTO DE TERMOSSIFÕES DE SÓDIO 
Faghri (2005) apresenta um sistema utilizado para o carregamento de tubos de calor de sódio. O sódio é introduzido no tubo de calor no estado líquido. A justificativa para a construção deste aparato (ver Figura 2.5) está na alta reatividade que o sódio possui com a água e até mesmo com a umidade do ar quando aquecido, uma vez que metais líquidos são excelentes agentes redutores e reagem violentamente com a água produ-zindo hidrogênio que pode entrar em ignição espontaneamente causando uma explosão. O procedimento de carregamento utilizado é descrito nos oito pas-sos a seguir: 1. Todas as válvulas do sistema de carregamento são fechadas. 2. Os aquecedores do tipo fita são envoltos na câmara de carrega-mento para fundir o sódio. Aquecedores também são posiciona-dos na tubulação entre a câmara de carregamento e a válvula de carregamento do tubo de calor a fim de prevenir a solidificação do sódio e o bloqueio do tubo de carregamento. 3. As válvulas 2, 4 e 5 são abertas para a evacuação do sistema e do tubo de calor. 4. Quando o sódio está completamente fundido, o que é verificado por inspeção visual, válvulas 2 e 4 são fechadas. 5. A válvula 3 é aberta e a maioria do sódio entra no tubo de calor. 6. Uma vez que nem todo o sódio entra no tubo, a válvula 1, que está conectada ao suprimento de argônio, é aberta e pressuriza a 
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câmara de carregamento, forçando o restante do sódio para den-tro do tubo de calor. 7. Quando a câmara de carregamento fica vazia, as válvulas 1 e 3 são fechadas. A válvula 4 é aberta para nova evacuação do tubo de calor. 8. As válvulas 4 e 5 são fechadas para isolar o sistema.  Neste processo, o tubo de carregamento ficou bloqueado após a utilização do argônio para forçar o sódio para dentro do tubo de calor, causando o possível aprisionamento de argônio (não retirado durante a etapa 7) dentro do tubo de calor. A fim de retirar o argônio e quaisquer outros gases não condensáveis ainda presente no interior do tubo de calor, um procedimento a mais de aquecimento de todo o tubo de calor à 800 °C foi realizado para fundir o sódio, seguido de evacuação do tubo a frio e a quente (520 °C) até que a temperatura do tubo de calor ficasse homogê-nea. 
 Figura 2.5 – Sistema de carregamento de tubos de calor e termossifões de sódio. (Adaptado de FAGHRI, 2005) 
Outros dois sistemas de carregamento para tubos de calor e termos-sifões são apresentados por Reay et al. (2014). Os autores enfatizam três 
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métodos de carregamento. O primeiro é a destilação, algumas vezes pro-venientes de uma esponja para remover oxigênio e é o método que resulta em maior vida útil para o termossifão ou tubo de calor. O segundo é o carregamento por quebra de ampola contendo sódio, dentro do tubo de carregamento. O terceiro método é relatado em detalhes e foi utilizado na fabricação de um tubo de calor através do sistema de carregamento apre-sentado na Figura 2.6 (a). O processo de carregamento se inicia ao se de-positar sódio com pureza de 99,9% no filtro de vidro fixado no tubo de carregamento do tubo de calor. Um by-pass no filtro permite que o tubo seja previamente evacuado e tenha os gases retirados. O tubo de carrega-mento e o tubo de calor são imersos no banho de parafina líquida para elevar a temperatura do sódio acima de sua temperatura de fusão (98 °C). A válvula de by-pass é então fechada e pressão é aplicada através do gás hélio do termossifão para forçar o sódio fundido através do filtro e para dentro do tubo de calor. O processo de carregamento referente ao sistema da Figura 2.6 (b) não é descrito pelos autores. 
 Figura 2.6 – Dois sistemas de carregamento de tubos de calor e termossifões de sódio. a) Sistema utilizado no carregamento de um tubo de calor. b) Outro dis-positivo para carregamento de tubos de calor e termossifões de sódio. (adaptado de REAY et al., 2014) 
Dillig et al. (2013) descrevem o carregamento de um tubo de calor plano de sódio. Sódio metálico (99,9%) embalado a vácuo e termossifão com seus acessórios são levados para dentro de uma câmara de atmosfera 
a b 
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inerte (Argônio ou Nitrogênio). A embalagem é aberta e a quantidade ne-cessária de sódio é inserida dentro do cone de carregamento. O cone é aquecido acima do ponto de fusão do sódio. Na sequência, sódio é sugado para dentro do tubo de calor (ver Figura 2.7). O tubo de ventilação é fe-chado através de uma válvula que é utilizada no processo de retirada dos gases e o tubo de carregamento é então esmagado para não permitir a sa-ída de gases. Fora da câmara, o tubo de carregamento é soldado pelo pro-cesso TIG. O processo de retirada de gases ocorre mantendo-se a pressão em 0,8 bar e aquecendo-se o tubo de calor até o ponto de evaporação do sódio por um período de 30 minutos. Após a estabilização, a válvula de controle é sucessivamente aberta e fechada até que os termopares indi-quem a mesma temperatura, resultado da retirada de todos os gases. Por fim realiza-se o esmagamento e soldagem do tubo de ventilação pelo pro-cesso TIG. 
 Figura 2.7 – Sistema de carregamento e vácuo. (adaptado de DILLIG et al., 2013) 
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3 FABRICAÇÃO DE TERMOSSIFÕES DE SÓDIO 
Diversos trabalhos apresentam de forma simplificada o processo de fabricação de tubos de calor de sódio através de diagramas e fluxogra-mas (REAY ET AL., 2014; FAGHRI, 1995; DILLIG ET AL., 2013). To-dos os processos apresentados possuem duas características em comum em suas etapas de carregamento. A primeira é que possuem uma atmos-fera inerte para evitar que o sódio reaja com a umidade e o oxigênio do ar. A segunda é o aquecimento do sistema de carregamento de sódio. Alguns dos processos realizam a destilação do sódio a ser inserido no termossifão e outras apenas o aquecem acima do ponto de fusão para inseri-lo mais facilmente no termossifão. Todos, porém, envolvem a mon-tagem de um equipamento específico para o carregamento com sódio. No presente trabalho, com o intuito de diminuir os custos de fabri-cação de termossifões de sódio, propõe-se um processo de carregamento a partir do sódio sólido manipulado em uma câmara de atmosfera inerte, sem a necessidade de um equipamento de carregamento. Um fluxograma das etapas de fabricação do termossifão é apresentado na Figura 3.1. Cada etapa será apresentada em detalhes a seguir.                    Figura 3.1 – Fluxograma das etapas de fabricação do termossifão. 
2) Limpeza interna do tubo 
3) Esmagamento de uma extremidade do tubo 
4) Soldagem da extremidade esmagada 
5) Teste de vazamento 
7) Vácuo no termossifão até atingir 10-6 mbar 
8) Esmagamento da outra extremidade do tubo 
9) Corte e soldagem da outra extremidade do tubo 
1) Seleção do Material e Corte do tubo 
6) Carregamento do tubo com sódio sólido 
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3.1 SELEÇÃO DO MATERIAL E CORTE DO TUBO 
Segundo Reay et al. (2014), aço inoxidável e Inconel são ligas apropriadas para serem empregadas como invólucros de termossifões de sódio. Tais ligas não reagem com o sódio e suportam as altas temperaturas de trabalho do dispositivo. Neste trabalho a liga Inconel 600 foi escolhida para a fabricação de todos os termossifões testados. O corte do tubo é feito em conformidade com o comprimento final desejado para o termossifão, o qual depende da aplicação do dispositivo e leva em consideração os comprimentos do: evaporador, seção adiabá-tica, condensador e de uma região que possa absorver gases não conden-sáveis, ou seja, região de ponta fria (PF), localizada acima do condensa-dor. Além do tamanho final desejado, acrescenta-se um comprimento adi-cional, em virtude dos processos de fabricação. No presente caso, foram adicionados ao comprimento final 20 mm para o primeiro esmagamento, 20 mm para o segundo esmagamento, 20 mm para o posicionamento da mangueira de silicone necessária para o vácuo e 20 mm de folga entre a mangueira e a região do segundo esmagamento. No total, são adicionados 80 mm sobre o tamanho final desejado para o termossifão, conforme pode ser observado na Figura 3.2. A Figura 3.3 apresenta um tubo marcada para ser cortado. 
 Figura 3.2 – Comprimento de corte do tubo. 
 Figura 3.3 – Tubo marcado para ser cortado. 
3.2 LIMPEZA INTERNA DOS TUBO 
Os tubos já cortados foram lavados três vezes com uma solução de uma parte de Quimatic ED Bio diluída em cinco partes de água. Cada lavagem foi realizada pelo período de cinco minutos, nos quais o fluido era movimentado ao longo de todo o tubo. Após cada lavagem, os tubos 
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foram enxaguados com água em abundância. Quimatic ED Bio é um de-sengraxante industrial biodegradável e de manipulação segura. 
3.3 ESMAGAMENTO DE UMA EXTREMIDADE, SOLDA-GEM E TESTE 
A fim de fechar uma das extremidades do tubo, os 20 mm finais do tubo foram esmagados em uma prensa hidráulica aplicando-se uma carga de 12 toneladas. Após o esmagamento, a parte plana foi soldada pelo pro-cesso TIG com uma corrente de 60 a 80 A, dependendo da espessura da parede. A Figura 3.4 apresenta a extremidade do tubo após o esmaga-mento e a Figura 3.5 após a soldagem. 
  Figura 3.4 – Extremidade esmagada. Figura 3.5 – Extremidade soldada. 
Na sequência os tubos foram levados para o detector de vazamento SPECTRON 5000 da marca EDWARDS. Este equipamento possui duas bombas de vácuo, uma mecânica e outra difusora, e um espectrômetro de massa que detecta traços de gás hélio. O tubo a ser testado é conectado ao equipamento que realiza a re-tirada do ar presente no interior do tubo através das bombas de vácuo. Durante esta etapa há três níveis de retirada do ar: grosseira, média e fina. O equipamento permanecerá no primeiro nível caso haja um furo ou fis-sura grande o suficiente para permitir a entrada de ar. No caso de haver uma fissura muito pequena, o equipamento chegará no nível de retirada fina, mas indicará um aumento na taxa de vazamento quando gás hélio for lançado na parede externa do tubo nas regiões soldadas. Caso não haja vazamento, a taxa de vazamento permanecerá constante durante o teste com gás hélio. Se encontrado qualquer vazamento, os processos de sol-dagem e teste são repetidos. 
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3.4 CARREGAMENTO COM SÓDIO SÓLIDO 
Os termossifões testados no presente trabalho foram carregados com sódio metálico no estado sólido dentro de uma câmara com atmos-fera controlada MBRAUN UNILab Pro WORKSTATION (2000 mm x 780 mm x 900 mm – C x P x A) preenchida com argônio e com níveis de oxigênio e de umidade abaixo de 10 ppm, conforme apresentado na Fi-gura 3.6. Os níveis baixos de umidade e oxigênio permitem a manipula-ção segura do sódio e retardam possíveis reações químicas do mesmo. Esta câmara foi disponibilizada pelo Grupo de Materiais Magnéticos (MAGMA) do Laboratório de Materiais da Universidade Federal de Santa Catarina, de modo que não foi necessária a construção de um equi-pamento específico para o carregamento. No processo de carregamento, dois procedimentos foram adotados. O primeiro foi o carregamento sem aquecimento a partir do sódio metá-lico sólido. O segundo consistia dos mesmos procedimentos a partir do sódio metálico sólido, com a adição de uma etapa de aquecimento do tubo. 
 Figura 3.6 – MBRAUN UNLab Pro WORKSTATION. (Produzida pelo autor) 
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3.4.2 Sem aquecimento 
O sódio utilizado, da marca Sigma-Aldrich, tinha uma pureza de pelo menos 99,8% e era transportado em frascos de vidro contendo peda-ços grandes de sódio que totalizavam 500 ou 1000 g de sódio submersos em querosene. Para evitar que vapor de querosene contaminasse a atmosfera da câmara, a quantidade de sódio necessária para o carregamento dos tubos foi retirada do frasco, ainda fora da câmara de atmosfera controlada, e colocada em um Kitasato (recipiente de vidro apropriado para realização de vácuo), onde vácuo foi realizado para retirar vapor de querosene. Tal procedimento evidenciou uma camada externa de sódio que apresentava aspecto opaco, provavelmente resultante do contato dos pedaços de sódio com o querosene do frasco no qual era transportado e o ar presente no ambiente em que este foi exposto. Julgou-se necessária a remoção desta camada antes do sódio ser inserido no termossifão, tendo em vista que ao se retirar esta camada, o sódio apresenta uma superfície com brilho metá-lico. A Figura 3.7 apresenta o sódio ainda no Kitasato. A Figura 3.8 mos-tra o sódio após a retirada parcial da camada externa e vê-se que a parte superior (sem a camada externa) apresenta brilho metálico e a parte infe-rior (com a camada externa) tem um aspecto branco e opaco. 
  Figura 3.7 – Sódio após vácuo. Figura 3.8 – Sódio parcialmente sem a camada externa. 
Com a quantidade de sódio necessária já no Kitasato, todo o mate-rial necessário para o carregamento é levado até a antecâmara da câmara de atmosfera controlada. Os materiais necessários para o carregamento 
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são: faca, mangueiras de silicone, tesoura de pressão e adaptador de diâ-metro do tubo. Este adaptador de diâmetro é necessário pois o diâmetro externo dos tubos utilizados (18 mm e 21,34 mm) é muito maior do que o diâmetro externo (6,35 mm) dos ramais da bomba de vácuo (ver Figura 3.9.c). Após três ciclos de purga e vácuo na antecâmara, o material é le-vado até a câmara principal. Dentro da câmara com atmosfera controlada, o Kitasato é aberto e o sódio retirado. Com o auxílio de uma faca, a camada externa é removida conforme mostrado na Figura 3.8. Já sem a camada externa, os pedaços grandes de sódio são cortados em pedaços menores, moldados com a mão e depositados no interior do tubo após serem pesados. Apenas a quanti-dade de sódio especificada para cada termossifão é inserida no tubo. Com o tubo já carregado, a extremidade aberta é fechada através de duas man-gueiras de silicone, o adaptador de diâmetro de tubo e a tesoura de pres-são. Detalhes do processo podem ser observados na Figura 3.9.   
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 Figura 3.9 – Detalhes do processo de carregamento. a) Corte do sódio em peda-ços menores. b) Carregamento do tubo com sódio metálico no estado sólido. c) Termossifões fechados com mangueiras de silicone, adaptador de diâmetro de tubo e tesoura de pressão. 
  
a 
b 
c 
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3.4.3 Carregamento com aquecimento 
O carregamento com aquecimento se mostrou necessário quando o volume de sódio em relação ao volume total do termossifão era acima de 22%. Quando volumes superiores de sódio eram depositados dentro do termossifão, este se empilhava de modo a atingir a extremidade aberta do tubo antes de todo o sódio necessário ter sido depositado. Visando evitar o empilhamento, uma resistência elétrica com con-trole de temperatura é utilizada ao longo do comprimento do termossifão. A temperatura é ajustada acima do ponto de fusão de sódio, que é 98 °C. À medida que o sódio é depositado no tubo, ele funde e preenche todo o fundo do termossifão, não ocorrendo o empilhamento e permitindo que maiores quantidades de fluido de trabalho sejam inseridas no termossifão. Resistências com potências nominais de 1024 W e 500 W foram utilizadas com sucesso em diversos carregamentos e trabalharam em tem-peraturas acima do ponto de fusão do sódio, ou seja, entre 110 ºC e 150 ºC. A Figura 3.10 mostra o sistema de controle de temperatura do resistor, o resistor do tipo cartucho (inserido em uma calha de alumínio) e o ter-mossifão. A Figura 3.11 apresenta os termossifões do protótipo fabricado pela Cleanergy AB sendo aquecidos por um resistor flexível do tipo fita. 
  Figura 3.10 – Termossifão sendo aquecido por uma resistência no eva-porador. 
Figura 3.11 – Termossifões do protó-tipo sendo aquecidos ao longo de todo o comprimento. 
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3.5 VÁCUO, ESMAGAMENTO E CORTE E SOLDAGEM 
Ao final do processo de carregamento, o termossifão é retirado da câmara com atmosfera controlada e levado até a bomba de vácuo onde realiza-se a retirada dos gases presentes no interior do tubo chegando a uma pressão de até 10-6 mbar, conforme apresentado na Figura 3.12. O termossifão é deixado conectado à bomba por pelo menos duas horas. Quando o carregamento é feito com aquecimento, deixa-se o tubo com sódio atingir a temperatura ambiente antes de se realizar o vácuo. 
  Figura 3.12 – Vácuo. a) Gases sendo retirados dos termossifões por uma bomba de vácuo difusora. Os componentes 1 e 2 marcados na imagem são, respectivamente, sensores de pressão de alto e baixo vácuo. b) Mostrador dos sensores de pressão conectados.  
Em seguida, a mangueira de silicone é fechada pela tesoura de pressão e o termossifão é esmagado em uma prensa hidráulica. Duas eta-pas de esmagamento são realizadas. Na primeira, utilizam-se duas matri-zes planas de mesmo tamanho e aplicam-se 16 ton sobre o tubo. Na se-gunda, utiliza-se uma matriz plana e outra em forma de cunha e aplicam-se 10 ton. Por fim faz-se o corte e soldagem pelo processo de soldagem TIG utilizando uma corrente de aproximadamente 100 A. A Figura 3.13 apresenta as etapas do processo de esmagamento e a Figura 3.14 do corte soldagem.   
a b 2 1 
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   Figura 3.13 – Esmagamento. a) Termossifão posicionado entre duas matrizes planas. b) Termossifão após aplicação de 16 ton sobre o tubo. c) Esmagamento com matriz plana e em forma de cunha. 
  Figura 3.14 – Corte e soldagem. a) Antes. b) Depois. 
3.6 TERMOSSIFÕES FABRICADOS 
O processo de fabricação citado nas seções anteriores foi utilizado para fabricar oito termossifões. Além dos oito, um tubo para termossifão (Termossifão I) foi fabricado na Suécia com umbilical (mesmas caracte-rísticas geométricas e de fabricação dos termossifões do protótipo), e, car-regado e fechado no Brasil conforme seções 3.4.2 e 3.5. Todos os termos-sifões foram fabricados em Inconel 600 e carregados com sódio com pu-reza não inferior a 99,8%. A Tabela 3.1 apresenta as caraterísticas geo-métricas e massa de sódio de cada um dos nove termossifões e a Figura 3.15 mostra os termossifões fabricados E, F e G   
a b c 
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Tabela 3.1 – Características dos termossifões de sódio fabricados. 
Termossifão L  [mm] do [mm] di [mm] msódio [g] hsódio [mm] A 330 18,00 16,00 20,0 100 
B 245 18,00 16,00 20,0 100 
C 245 18,00 16,00 10,0 50 
D 305 18,00 16,00 10,0 50 
E 245 18,00 16,00 7,8 40 
F 245 18,00 16,00 15,6 80 
G 245 18,00 16,00 20,0 100 
H 510 21,34 18,04 62,3 250 
I 470 21,34 18,04 78,8 320  As características apresentadas na Tabela 3.1 são intrínsecas a cada termossifão como resultado do processo de fabricação. A altura de coluna de sódio foi calculada por 
onde a densidade utilizada no cálculo é a do sódio sólido à temperatura de 20°C, igual a 968 kg/m3. 
 Figura 3.15 – Termossifões fabricados. E, F e G. 
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4 ESTUDO EXPERIMENTAL 
4.1 BANCADA EXPERIMENTAL 
A bancada experimental foi montada a partir de (1) um forno de indução de média frequência Modelo EURO – 25kW, (2) um indutor de cobre, (3) um sistema de aquisição de dados da marca National Instru-ments ou Campbell, (4) um computador, (5) termopares do tipo K da marca Omega, (6) um banho térmico LAUDA, modelo PROLINE RP 855, com controle de temperatura, (7) uma serpentina de resfriamento fa-bricada a partir de um tubo de cobre, (8) um rotâmetro marca Contech, (9) um termossifão de sódio e (10) manta de isolamento térmico à base de alumina e sílica. A Figura 4.1 apresenta o diagrama da bancada expe-rimental e a Figura 4.2 traz uma imagem da bancada experimental real.  
 Figura 4.1 – Diagrama da bancada experimental. 
Note-se que o sistema de aquecimento por indução possui um ajuste manual da corrente enviada ao indutor e dois relógios contadores, cada um com contagem máxima de 99 segundos. Ao se ligar o sistema de aquecimento, o primeiro contador marca o tempo até atingir 99 segundos, quando a contagem então passa ao segundo contador. Ao final dos 99 segundos do segundo contador, o sistema de aquecimento precisa ser re-ligado imediatamente apertando-se o botão de acionamento. Este proce-dimento traz alguns inconvenientes operacionais conforme será mencio-nado adiante neste trabalho. 
1 Forno de indução 2 Indutor 3 Sist. de aquisição de dados 4 Computador 5 Termopares 6 Banho térmico 7 Condensador 8 Rotâmetro 9 Termossifão 10 Isolamento 
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A potência fornecida ao termossifão durante os 198 segundos, na forma de taxa de transferência de calor, aumenta (diminui) à medida que a corrente enviada ao indutor é aumentada (diminuída). O cálculo da po-tência térmica fornecida ao termossifão exige condições controladas da posição do termossifão em relação ao indutor, assim como geometrias bem definidas de indutores. Como não foi possível controlar a geometria dos indutores disponíveis, também não foi possível calcular a potência térmica fornecida pelo sistema de aquecimento de forma confiável, sendo necessária outra forma de se determinar a taxa de transferência de calor do termossifão.  
 Figura 4.2 – Bancada experimental real. 
A Figura 4.3 apresenta os quatro indutores utilizados durante os testes. Cada indutor possui características únicas de aquecimento que são função da corrente aplicada e do acoplamento entre sistema de aqueci-mento por indução, indutor e termossifão. O indutor 320 apresentou cor-rente máxima de 1660 A quando utilizada nos testes, enquanto o indutor 80 apresentou corrente máxima de 470 A. Os indutores 100 e 100.i foram utilizados abaixo de sua corrente máxima. O indutor 320 possui maior 
1 Forno de indução 2 Indutor 3 Sist. de aquisição de dados 4 Computador 5 Termopares 6 Banho térmico 7 Condensador 8 Rotâmetro 9 Termossifão 10 Isolamento 
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impedância devido ao seu longo comprimento, causando o rápido aque-cimento da água de refrigeração do sistema de aquecimento por indução que, ao atingir 60 °C, causa o desligamento do sistema de aquecimento por motivos de segurança. Todos os testes realizados com o indutor 320 foram encerrados devido ao aquecimento da água de refrigeração. Os tes-tes com os outros indutores não apresentaram aquecimento significativo da água de refrigeração. 
  
  Figura 4.3 – Indutores. 80) 80 mm de comprimento, posição vertical. 320) 320 mm de comprimento, posição vertical. 100) 100 mm de comprimento, posição vertical. 100.i) 100 mm de comprimento, 10° inclinado em relação à horizontal. 
O banho térmico utilizado possui 1,6 kW de potência máxima de resfriamento do fluido e uma vazão máxima de 25 L/min, tendo a função de resfriar e bombear a água que passa pelo interior dos tubos de cobre que funcionam como condensador. O rotâmetro apresenta menor divisão de escala de 5 L/h com valores mínimo e máximo de escala de 31,5 e 315 L/h, e foi utilizado para medir a vazão de água que passa através dos con-densadores. Os termopares utilizados medem temperaturas de até 1250°C com um erro de 0,75% do valor medido e foram soldados na parede ex-terna do termossifão ao longo de todo o seu comprimento. Além disso, dois termopares foram imersos no fluxo de água que passa pelo conden-sador, um na entrada e outro na saída, permitindo a medição da diferença de temperatura da água. 
80 320 
100 100.i 
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4.2 CÁLCULO DA TAXA DE TRANSFERÊNCIA DE CALOR ATRAVÉS DO CONDENSADOR 
Na realização dos testes experimentais, um fluxo de calor cons-tante desconhecido é fornecido ao termossifão na região do evaporador por um indutor de cobre conectado ao forno de indução. Calor é transpor-tado pelo fluido de trabalho (sódio), do evaporador para o condensador, passando pela seção adiabática. No condensador, calor é removido do ter-mossifão pelas três maneiras apresentadas a seguir, uma para cada teste:  1. por meio de uma serpentina de resfriamento fabricada a partir de um tubo de cobre, por onde passa um fluxo de água controlado. Dois tipos de condensadores serpentina foram utilizados, o pri-meiro contorna todo a área circunferencial do tubo (condensador tipo serpentina, ver Figura 4.4). O segundo está em contato com apenas metade da área circunferencial do condensador do ter-mossifão (condensador tipo meia calha, ver Figura 5.1); 2. através da convecção natural e radiação, deixando o tubo exposto ao ar ambiente, conforme pode ser observado na Figura 4.5. 
  Figura 4.4 – Condensador com serpentina de cobre ao longo de toda a circunferência. 
Figura 4.5 – Condensador com convecção natural e radiação. Temperatura da parede de 300 a 1000 °C. 
No caso da utilização da serpentina de resfriamento, a água que sai da serpentina é resfriada em um banho térmico e bombeada de volta à serpentina a uma temperatura de 20 ºC ou 25 ºC. A diferença de tempera-
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turas da água de entrada e saída da serpentina foram medidas por termo-pares do tipo K e a vazão da água por um rotâmetro. Para esta configura-ção, a taxa de transferência de calor através do condensador foi calculada por  
No caso da utilização de convecção natural e radiação para retirar o calor do condensador, dividiu-se o condensador em seis volumes de controle limitados em sua parte inferior e superior por termopares solda-dos na parede externa do termossifão (ver Figura 4.6). Calculou-se a taxa de transferência de calor para o ambiente rejeitada por cada um dos seis volumes de controle, considerando convecção natural e radiação, de modo que a soma de todas as taxas representa a taxa total de transferência de calor do termossifão através do condensador, calculada por 
 Figura 4.6 – Condensador dividido em seis partes para o cálculo da taxa de transferência de calor para o ambiente por radiação e convecção. 
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A temperatura média das medidas dos sete termopares foi utilizada para calcular o coeficiente médio de convecção natural através da corre-lação de convecção natural para cilindro vertical disponível em Nellis e Klein (2008): 
onde, 
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Mesmo que a temperatura do ambiente tenha variado no início de cada teste e no decorrer de cada teste, a temperatura ambiente foi assu-mida como uma constante igual a 30±9 °C. Os cálculos da incerteza de medição, apresentados no Apêndice A, mostram que tal consideração é aceitável. O condensador foi considerado como uma superfície cinza (IN-CROPERA E DEWITT, 1998, p. 5-6, 365-366). A média entre as tempe-raturas da parte superior e inferior de cada volume de controle, dada por: 
foi utilizada para calcular a emissividade total hemisférica do volume de controle. A seguinte linearização, obtida a partir dos dados apresentados no documento “Inconel Alloy 600 Data Sheet”, foi utilizada: 
4.3 PROCEDIMENTOS EXPERIMENTAIS 
Os patamares de fluxo de calor fornecido na região do evaporador são aumentados no decorrer de cada teste ao se aumentar a corrente for-necida ao indutor. A cada incremento, calor, a uma taxa constante, é for-necido pelo tempo necessário para que o regime permanente seja atingido, o que é caracterizado pela estabilização das temperaturas da parede ex-terna do termossifão e, portanto, estabilização da taxa de transferência de calor. Os valores das temperaturas são medidos pelos termopares e regis-trados pelo sistema de aquisição de dados a cada 30 segundos, quando 
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utilizado o sistema de aquisição da marca Campbell, e a cada 10 segun-dos, quando utilizado o sistema de aquisição de dados da marca National Instruments. Para fins de análise de dados foi calculada a média de cada termopar a partir do conjunto de dados referentes a cada cinco minutos de teste. Esta média foi considerada como o valor da temperatura do termo-par naquele intervalo de tempo e o desvio padrão das temperaturas medi-das durante os 5 minutos foi considerado como sendo o erro experimental da temperatura. 
4.4 TESTES REALIZADOS NOS TERMOSSIFÕES 
A Tabela 4.1 apresenta as características dos dezoito diferentes tes-tes realizados, seguindo os procedimentos apresentados nas seções 4.2 e 4.3. Duas ou três réplicas de testes foram rodadas em dez dos dezoito testes, totalizando 30 conjuntos de dados a serem analisados. A razão de enchimento apresentada na Tabela 4.1 foi definida em função do volume do evaporador e calculada por 
Testes 1 a 6 foram realizados com o objetivo de simular situações reais de operação do sistema híbrido de geração de energia elétrica e com-parar diferentes propostas construtivas. Por exemplo, foram testadas con-figurações de condensador do tipo serpentina, meia calha superior e meia calha inferior, uma vez que estas configurações foram consideradas para a fabricação da tubulação por onde circula o fluido de trabalho do motor Stirling. Já a razão que motivou o teste das três configurações de conden-sador, nas posições vertical (90°) e quase horizontal (10°), foi a posição variável do coletor solar parabólico que acompanha o movimento do Sol ao longo do dia, sendo 90° e 10° as posições extremas durante operação. Além disso, posicionou-se o indutor a 150 mm da base do termossifão a fim de simular a condição em que apenas o sistema a gás esteja forne-cendo calor ao termossifão (evaporador a gás). Já o posicionamento do indutor a 70 mm da base do termossifão teve por objetivo simular a con-dição em que apenas a radiação solar fornecesse calor ao termossifão (evaporador solar). Nos demais testes outros fatores como diferentes razões de enchi-mento e comprimentos de seção adiabática foram variados. O objetivo 
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deste estudo foi avaliar o efeito destes parâmetros na capacidade de trans-ferência de calor dos termossifões, visando definir, dentre as configura-ções testadas, o melhor termossifão a ser empregado no trocador de calor do sistema híbrido de geração de energia elétrica.    
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Tabela 4.1 – Testes realizados. 
Teste TS Lind [mm]  Dimensões do termossifão [mm] RE sódiom  águam  I [A] Tipo de condensador di Lab,e Le La Lc Lac,c L [g] [L/h] Mín Máx 12* H 100 90º 18 150 100 35 35 190 510 100% 62,3 190 275 450 Serpentina 22 H 100 90º 18 70 100 115 35 190 510 180% 62,3 185 273 360 Serpentina 33 H 100.i 10º 18 150 100 35 35 190 510 100% 62,3 185 274 420 Serpentina 42 H 100.i 10º 18 150 100 35 70 155 510 100% 62,3 175 276 420 Meia Calha S. 52 H 100.i 10º 18 150 100 35 70 155 510 100% 62,3 175 275 390 Meia Calha I. 62 H 100 90º 18 150 100 35 70 155 510 100% 62,3 175 273 420 Serpentina 71 I 320 90º 18 0 320 0 124 26 470 100% 78,8 185 300 1660 Serpentina 81 H 320 90º 18 0 320 0 124 66 510 80% 62,3 185 300 1660 Serpentina 91 E 100 90º 16 0 100 85 35 25 245 40% 7,8 200 270 360 Serpentina 102 F 100 90º 16 0 100 85 35 25 245 80% 15,6 195 270 360 Serpentina 113 G 100 90º 16 0 100 85 35 25 245 100% 20,0 195 270 360 Serpentina 121* B 100 90º 16 0 100 60 65 20 245 100% 20,0 60 270 600 Serpentina 132* C 100 90º 16 0 100 60 65 20 245 50% 10,0 62 270 540 Serpentina 141* A 80 90º 16 0 80 160 65 25 330 125% 20,0 62 260 470 Serpentina 151* A 80 90º 16 0 80 80 65 105 330 125% 20,0 62 260 470 Serpentina 162* D 100 90º 16 0 100 120 65 20 305 50% 10,0 180 270 450 Serpentina 171 H 100 90º 18 150 100 0 260 0 510 100% 62,3 - 273 525 Conv. Nat. 181 G 100 90º 16 0 100 0 145 0 245 100% 20,0 - 270 360 Conv. Nat. 1,2 ou 3 Número de réplicas * Temperatura do evaporador não disponível RE – Razão de enchimento TS – Termossifão 
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5 RESULTADOS E DISCUSSÕES 
Dezoito testes foram realizados a fim de definir a melhor configu-ração para os termossifões a serem utilizados no protótipo do trocador de calor para o motor Stirling. Inclinação do termossifão, posição do evapo-rador e tipo de condensador foram características estudas nos Testes 1 a 6, com resultados que serviram de orientação no projeto do trocador as-sistido por termossifões. Testes 7 e 8 foram determinantes na definição da razão de enchimento a ser utilizada no protótipo. Através dos Testes 9 a 16 pôde-se explorar diferentes razões de enchimento e comprimentos da seção adiabática. Por fim, com base nos resultados dos Testes 17 e 18, foi proposto um modelo matemático para a distribuição de temperatura da parede externa do condensador. Neste capítulo serão apresentados os resultados dos testes experi-mentais, seguidos de comentários e análises. Os dados serão apresentados em quatro análises distintas que contemplarão (1) Testes 1 a 6; (2) Testes 7 a 13; (3) Testes 13 a 16; e (4) Testes 17 e 18. Os erros das medidas experimentais das taxas de transferência de calor apresentadas nos gráfi-cos foram calculados conforme apresentado no Apêndice A e estão repre-sentados por barras verticais sobre os dados experimentais nos gráficos apresentados neste capítulo. Os erros das medidas da temperatura foram determinados a partir do desvio padrão dos valores de temperatura medi-dos ao longo dos testes. 
5.1 TESTES 1 A 6: EFEITO DA INCLINAÇÃO, POSIÇÃO DO EVAPORADOR E GEOMETRIA DO CONDENSADOR 
Seis testes foram realizados a fim de avaliar os efeitos da inclina-ção do termossifão, da posição do evaporador e da geometria do conden-sador. Na avaliação da influência da inclinação, testes foram realizados na posição vertical e inclinada a 10° com a horizontal, de modo a simular as posições extremas de operação do coletor solar parabólico. Por posição do evaporador entende-se a região onde calor é fornecido ao termossifão. Para estudar a influência da posição do evaporador, este foi posicionado a distâncias de 150 mm (evaporador a gás) e 70 mm (evaporador solar) a partir da base do termossifão. Três condensadores foram testados no es-tudo da influência da geometria do condensador, sendo estes os conden-sadores serpentina (onde um tubo de cobre é cuidadosamente “enrolado” ao longo da parede externa do termossifão na região do condensador, ver 
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Figura 5.1.a), meia calha inferior (onde apenas a metade inferior no sen-tido radial da região do condensador está em contato com tubos de cobre refrigerados com água) e meia calha superior (onde apenas a metade su-perior no sentido radial da região do condensador está em contato com tubos de cobre refrigerados com água, ver Figura 5.1.b). Nestes diferentes condensadores foram mantidas as áreas de troca térmica constantes, ou seja, o condensador do tipo serpentina apresentava 35 mm de altura e os de meia calha tinham 70 mm de altura, porém, em contato com apenas metade da circunferência do tubo. Todos os condensadores aqui citados tiveram os tubos de cobre achatados a fim de aumentar a região de contato do tubo de cobre e a parede externa do termossifão. 
        Figura 5.1 – Condensadores. a) Condensador serpentina. b) Condensador meia calha superior. 
O principal objetivo dos testes foi simular o comportamento de um termossifão e avaliar sua capacidade de transportar 1000 W de calor, vi-sando uma eventual aplicação em um trocador de calor para um motor Stirling. A análise desta série de testes será feita por meio de gráficos da potência transferida pelo termossifão em função da temperatura do eva-porador ou da seção adiabática, dependendo da disponibilidade dos da-dos. 
5.1.1 Testes 1 e 3: Estudo do Efeito da Inclinação 
Observam-se, na Figura 5.2, dois conjuntos de dados (Testes 1 e 3) para termossifões operando em diferentes inclinações em relação à hori-zontal: 90° e 10°, respectivamente. Nos dois testes, o termossifão iniciou o transporte de calor a partir da temperatura de 1000 K. Para todas as temperaturas da seção adiabática apresentadas, o termossifão que opera com inclinação de 10º transporta, em média, 250 W mais de calor que o mesmo termossifão operando na posição vertical, para uma mesma tem-peratura. Portanto, o termossifão aqui estudado é capaz de transportar 
a b 
71 
 
mais calor inclinado do que na vertical. Isso ocorre pois o termossifão inclinado tem o volume de sódio líquido espalhado ao longo do compri-mento do termossifão, de modo que a fase líquida e a de vapor se organi-zam sob a ação da gravidade, separando líquido e vapor. Essa organização dos escoamentos faz com que o termossifão inclinado transporte maiores quantidades de calor para mesmo níveis de temperatura, uma vez que as perdas por atrito entre os escoamentos são minimizadas. Note-se que a diferença de taxa de transferência de calor se mantém praticamente cons-tante, por volta de 250 W, demonstrando que inclinação e nível de tem-peratura de operação são fatores independentes. 
 Teste 1 Teste 3 
Figura 5.2 – Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Testes 1 e 3. 
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As temperaturas que o termossifão inclinado atingiu foram mais elevadas (próximas a 1225 K), pois maiores fluxos de calor, dissipados no evaporador, foram empregados nos testes. Desta forma, pode-se notar que os testes sugerem que o termossifão inclinado pode transportar mais do que 1000 W de calor e que, para um determinado nível de potência, opera a níveis de temperatura inferiores do que os observados para o ter-mossifão operando na vertical. 
5.1.2 Testes 1 e 2: Estudo do Efeito da Posição do Evaporador 
Como pode ser observado na Figura 5.3, os Testes 1 e 2 apresentam o evaporador nas posições 150 mm (evaporador a gás) e 70 mm (evapo-rador solar) a partir de sua base, respectivamente. Note-se que, a princípio (sem considerar a dilatação do sódio) o termossifão no Teste 2 opera “afo-gado”, ou seja, há uma coluna de fluido de trabalho acima da região de aquecimento do termossifão. Desta forma, observa-se que os termossifões trabalhando nestas condições iniciaram a transferir calor a níveis de tem-peraturas distintas. A temperatura mais elevada para o início de operação no termossifão afogado se deve à coluna de sódio de 80 mm acima do evaporador. Essa coluna cria uma barreira para o vapor de sódio, que pre-cisa de uma pressão maior (que se reflete na temperatura devido ao estado de saturação do fluido) para ultrapassa-la e chegar ao condensador. Já a maior taxa de calor transportado no termossifão afogado se deve à maior disponibilidade de sódio líquido no evaporador. Porém, quando ambos termossifões operam em temperaturas de seção adiabática acima dos 1200 K, os dois testes apresentam comportamento semelhante quanto a taxa de transferência de calor e níveis de temperatura atingidos. Desta forma, nota-se que a coluna de sódio afetou negativamente apenas a temperatura de início de operação, tendo, porém, um efeito positivo na taxa de calor transportado. Por fim, as duas configurações se demonstram viáveis para transferir mais que 1000 W de calor. 
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 Teste 1 Teste 2 
Figura 5.3 – Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Teste 1 (evaporador a gás) e Teste 2 (evaporador solar). 
5.1.3 Testes 3 a 5: Estudo do Efeito do Tipo de Condensador para Termossifões Operando Inclinado 
Na Figura 5.4 são apresentados dados de um único termossifão que opera inclinado (10º) e sob a influência de três diferentes condensadores (serpentina, meia calha superior e meia calha inferior, Testes 3 a 5, res-pectivamente). Para temperaturas do evaporador abaixo dos 1250 K, o termossifão cujo condensador foi resfriado por serpentina demonstrou ser capaz de transportar mais calor do que foi possível com os condensadores nas outras configurações, para os mesmos níveis de temperaturas. Nesta mesma faixa de temperaturas, o comportamento térmico dos Testes 4 e 5 
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é praticamente indistinto. Acima dos 1250 K, o termossifão resfriado por uma meia calha instalada na superfície superior do condensador passa a transportar maior potência térmica. Este teste foi repetido e resultados um pouco diferentes foram observados. Não foi identificada uma razão para justificar esta dispersão de resultados para estas duas réplicas do Teste 4. De forma geral, os testes mostram que o termossifão é capaz de operar com qualquer uma das configurações de condensador, com destaque para o uso da serpentina nas temperaturas abaixo dos 1250 K e da meia calha superior, quando acima dos 1250 K. 
 
 Teste 3 Teste 4 Teste 5  
Figura 5.4 – Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Testes 13 a 15.  
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5.1.4 Testes 1 e 6: Estudo do Efeito do Tipo de Condensador Ope-rando na Vertical 
Observa-se na Figura 5.5 que o tipo de condensador dos Testes 1 e 6 é diferente: serpentina e meia calha, respectivamente. Para todos os ní-veis de temperatura apresentados, o termossifão com condensador do tipo serpentina, foi capaz de transportar mais calor, embora a área de transfe-rência de calor fosse a mesma. Isso demonstra que o condensador serpen-tina (Teste 1) é capaz de retirar mais calor do termossifão do que o con-densador meia calha (Teste 6), que, apesar da elevação da temperatura até 1350 K (meia calha), o termossifão não foi capaz de transferir 1000 W de calor. Tais resultados sugerem que, caso seja necessário que o condensa-dor esteja posicionado apenas em metade da circunferência do condensa-dor do termossifão, este deve preferencialmente operar inclinado. 
 Teste 1 Teste 6 
Figura 5.5– Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Testes 1 e 6.  
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5.2 TESTES 7 A 13: EFEITO DA RAZÃO DE ENCHIMENTO 
Sete testes foram realizados com o propósito de identificar a razão de enchimento mais apropriada para o carregamento dos termossifões do protótipo. Os termossifões utilizados nos Testes 7 e 8 têm o mesmo diâ-metro que os termossifões utilizados no protótipo (diâmetro interno de 18 mm) e comprimento semelhante. Os termossifões empregados nos Testes 9 a 13 têm um diâmetro menor (diâmetro interno de 16 mm). Gráficos da potência transferida pelo termossifão em função da temperatura do evaporador ou da seção adiabática, dependendo da dispo-nibilidade dos dados, serão utilizados nesta análise. Para a análise dos re-sultados dos Testes 7 e 8, também serão utilizados gráficos envolvendo a temperatura da parede externa dos termossifões. 
5.2.1 Testes 7 e 8 
Os termossifões utilizados nos Testes 7 e 8 possuíam o mesmo di-âmetro interno, a mesma vazão de água através do condensador e mesmos comprimentos do evaporador e condensador. As principais diferenças nas condições de testes estavam na razão de enchimento (volume de sódio utilizado) e comprimento da região acima do condensador, denominada de região de ponta fria. Termopares mediram a temperatura do evapora-dor em seis pontos na configuração do Teste 7 e em cinco pontos na do Teste 8. A média das temperaturas de todos os termopares do evaporador foi utilizada para gerar os gráficos apresentados nesta seção. Verifica-se na Figura 5.6 que o comportamento dos termossifões é muito semelhante na faixa de temperatura que vai de 500 a 850 °C, não sendo possível distinguir qual dos dois apresenta melhores resultados. Já acima da temperatura de 850 °C no evaporador, o termossifão operando com razão de enchimento de 80% demonstra ser capaz de transportar mais calor. Figura 5.7 apresenta a distribuição de temperaturas ao longo da pa-rede do termossifão do Teste 7 (100% de razão de enchimento) e pode ser comparada a distribuição do Teste 8 (80% de razão de enchimento) apre-sentado na Figura 5.8. Verifica-se, através dos resultados apresentados nas duas figuras que, quando o termossifão opera em máxima potência do indutor, a diferença de temperatura entre o evaporador e condensador é menor no teste com razão de enchimento 80%, demonstrando que este operou melhor do que o termossifão do teste com razão de enchimento 100%. Esses resultados levam a crer que termossifões de sódio com 80% de razão de enchimento, nestas configurações, operam melhor do que os 
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com 100%. Entretanto, tal afirmação não pode ser validada apenas através destes testes, uma vez que o conjunto de dados experimentais do teste com 80% em potência máxima é sete vezes maior que o conjunto de dados do teste com 100% em potência máxima. Note-se que, também, os incre-mentos de potência foram diferentes em ambos os testes. 
 Teste 7 – RE 100% Teste 8 – RE 50%        Figura 5.6 – Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Testes 7 e 8. 
Um efeito inesperado foi verificado no Teste 8. Aos 28 minutos de teste (ver Figura 5.8), por um incidente (o controlador de tempo do equi-pamento determinou o fim de experimento, que não foi reiniciado imedi-atamente pelo operador), o sistema de aquecimento por indução desligou-se. Aos 29 minutos o sistema de aquecimento foi religado e verificou-se uma redução do gradiente de temperatura entre evaporador e condensa-dor, bem como uma elevação da temperatura de operação do sistema. 
0
200
400
600
800
1000
1200
300 400 500 600 700 800 900 1000
q[W
]
Te [°C]
78 
 
Acredita-se que este efeito esteja relacionado com o startup do termossi-fão e seu processo de ebulição, e que se o aquecimento não tivesse sido interrompido, o termossifão iria atingir os níveis de temperatura observa-dos após o reinício do aquecimento em um período de tempo muito maior. Investigações futuras devem ser realizadas para entender o que aconteceu e verificar os processos da relação do religar com o startup do sistema. 
 
 Figura 5.7 – Temperatura da parede externa do termossifão, corrente no indutor e taxa de transferência de calor em função do tempo para Teste 7 (100% de razão de enchimento). 
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 Figura 5.8 – Temperatura da parede externa do termossifão, corrente no indutor e taxa de transferência de calor em função do tempo para Teste 8 (80% de razão de enchimento) . 
5.2.2 Testes 9 a 11 
Testes 9 a 11 foram realizados em três termossifões distintos que possuíam mesmos: diâmetro interno (16 mm), padrões de aquecimento, vazões de água pelo condensador, comprimentos do evaporador e con-densador e comprimentos da região acima do condensador. A principal diferença entre eles estava na razão de enchimento (40, 80 e 100% para 
0,0
0,2
0,4
0,6
0,8
1,0
1,2
1,4
1,6
1,8
0
200
400
600
800
1000
0:00 0:10 0:20 0:30 0:40 0:50
q[k
W];
 I[k
A]T[°
C]
Tempo [h:min]
10 PF 25 9 Cond 124 8 Cond 80
7 Cond 60 6 Cond 30 5 Evap 320
4 Evap 285 3 Evap 250 2 Evap 166
1 Evap 83 Q I
80 
 
Testes 9 a 11 respectivamente). Cinco termopares foram posicionados a cada 20 mm ao longo dos evaporadores, todos de 100 mm. A média dos cinco termopares foi utilizada como temperatura dos termossifões nos gráficos desta seção. O principal objetivo deste conjunto de testes foi o de validar a hipótese de que a razão de enchimento de 80% é melhor do que a razão de enchimento de 100%. A Figura 5.9 apresenta a taxa de transferência de calor em função da temperatura do evaporador para os Testes 10 e 11. Fica evidente que a razão de enchimento de 80% transfere mais calor do que a razão de en-chimento de 100% quando o termossifão opera nas mesmas condições. Já a razão de enchimento de 40% apresentou resultados inconclusivos, uma vez que a parede do termossifão se fundiu e rompeu-se durante os instan-tes iniciais do teste. Tal falha só foi observada após o encerramento do teste e retirada do termossifão. Acredita-se que a falha tenha ocorrido de-vido à alta taxa de aquecimento fornecida pelo indutor, mesmo quando este operava em potência mínima. Note-se que, devido a razão de enchi-mento de 40% adotada, a altura da coluna de sódio à temperatura ambi-ente era de apenas 40 mm, de modo que a coluna de sódio no início de operação ficava localizada abaixo do ponto em que o tubo se rompeu. Acredita-se que houve superaquecimento da parede do tubo na região acima da coluna de sódio, durante o início de operação, uma vez que não havia sódio para se fundir e com isso retirar da parede do tubo o calor fornecido pelo indutor. A Figura 5.10 mostra o termossifão E (Teste 9) após a sua falha. A característica de aquecimento dos indutores disponíveis (altos fluxos de calor) impede que se faça um aquecimento lento durante os ins-tantes iniciais de operação, o que dificulta o estudo do processo de mu-dança de fase sólida para líquida, que ocorre nos primeiros instantes do aquecimento.  
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 Teste 10 – RE 80% Teste 11 – RE 100%  
Figura 5.9 – Taxa de transferência de calor em função da temperatura, para Testes 10 e 11. 
 Figura 5.10 – Termossifão com furos após realização do teste 9 (razão de enchi-mento de 40%). a) Lado a. Altura do furo destacado em vermelho é de aproxi-madamente 65 mm em relação ao início do evaporador e a coluna de sódio den-tro do evaporador era de 40 mm. b) Lado b. Apresenta furo longitudinal prove-niente do aquecimento após falha inicial do tubo. 
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5.2.3 Testes 12 e 13 
Testes 12 e 13 foram realizados em dois termossifões distintos (ter-mossifões B e C, respectivamente) que possuíam mesmos: diâmetros in-ternos (16 mm), vazões de água de refrigeração pelos condensadores, comprimentos dos evaporadores, comprimentos das seções adiabáticas, comprimentos dos condensadores e comprimentos de regiões após os condensadores. A única diferença nas configurações dos testes estava nas razões de enchimento de 100% e 50%, para os Testes 12 e 13, respectiva-mente. Em cada termossifão, um termopar foi posicionado na seção adi-abática a 40 mm do final do evaporador, e as temperaturas medidas por estes sensores foram as utilizadas na confecção dos gráficos desta seção. A Figura 5.11 apresenta a taxa de transferência de calor em função da temperatura da seção adiabática. Fica evidente que o termossifão do Teste 12, com razão de enchimento de 100%, transfere mais calor do que o termossifão do Teste 13, com razão de enchimento de 50%, sugerindo que 100% é uma melhor razão de enchimento do que a de 50%. Todavia, verificou-se, em testes anteriores, que a razão de enchimento de 80% era melhor que a de 100%, e, portanto, esperava-se que o termossifão com razão de enchimento de 50% se comportaria melhor do que observado. Dentre todos os testes realizados, o termossifão do Teste 12 (Ter-mossifão B) foi o que apresentou as maiores taxas de transferência de calor em função da temperatura, para todos os níveis de temperatura tes-tados. Acredita-se que esse melhor desempenho não se deve à razão de enchimento, mas sim a um melhor controle na fabricação deste termossi-fão. Apesar de buscar-se impedir a entrada de gases não condensáveis dentro dos termossifões durante o processo de corte e soldagem, os gra-dientes de temperatura observados na maioria dos testes mostram que deve haver a entrada de um pequeno volume de ar durante a fabricação.  Esse resultado não invalida as observações feitas nos demais testes, uma vez que o objetivo é estudar a taxa de transferência de calor dos ter-mossifões construídos a partir do processo de fabricação descrito no Ca-pítulo 3. O resultado do Teste 12 mostra que há oportunidades de melho-rias no processo de fabricação dos termossifões. 
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 Teste 12 – RE 100% Teste 13 – RE 50%  
Figura 5.11 – Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Testes 12 e 13. 
5.3 TESTES 13 A 16: EFEITO DO COMPRIMENTO DA SE-ÇÃO ADIABÁTICA 
Os Testes 14 e 15 foram realizados em um único termossifão (Ter-mossifão A), porém com a fonte de calor deslocada visando simular dois comprimentos da seção adiabática: 160 mm (Grande - G) e 80 mm (Pe-quena - P). Já os Testes 13 e 16 foram realizados nos termossifões C e D, respectivamente. Termopares foram posicionados aproximadamente no centro da seção adiabática em cada configuração de teste e estas tempe-raturas foram utilizadas na confecção dos gráficos aqui apresentados. A Figura 5.12 apresenta o resultado dos testes realizados no ter-mossifão A com a seção adiabática grande e pequena, mostrando que a taxa de transferência de calor é muito sensível ao comprimento da seção 
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adiabática: o termossifão com menor seção adiabática foi capaz de trans-portar uma taxa de calor expressivamente maior do que aquele com maior comprimento da seção adiabática, para um mesmo nível de temperatura. Tal resultado tem explicação física: ao percorrer a seção adiabática, o ter-mossifão não perde energia na forma de calor, mas sim por atrito com as paredes. Quanto menor o caminho a percorrer pela seção adiabática, me-nor será a perda de energia por atrito. 
 Teste 14 – Grande Teste 15 – Pequena  
 Figura 5.12– Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Testes 14 e 15.  
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Já a Figura 5.13 apresenta resultado contraditório com a afirmação feita no parágrafo anterior. Os resultados dos Testes 13 e 16, provenientes de dois termossifões distintos, mostram que ao se diminuir a seção adia-bática do termossifão, se diminui o calor transferido pelo mesmo. Acre-dita-se que tal comportamento possa ser atribuído à presença de gases não condensáveis e não ao efeito do comprimento da seção adiabática. Tal explicação baseia-se na hipótese de que há falha no processo de fabrica-ção dos termossifões, onde, durante a etapa de corte e soldagem, quanti-dades não controladas de gases não condensáveis entram no termossifão, afetando o funcionamento do mesmo. Sendo assim, o comportamento dos resultados apresentados na Figura 5.13 podem ser explicados pela pre-sença de gases não condensáveis em maior quantidade no termossifão com seção adiabática menor (Teste 13), enquanto menores quantidades de gases não condensáveis estariam presentes no termossifão com seção adiabática maior (Teste 16). 
 Teste 13 – Pequena Teste 16 – Grande  
 Figura 5.13– Taxa de transferência de calor em função da temperatura. Testes 13 e 16  
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5.4 TESTES 17 (COMPARADO COM TESTE 8) E 18 (COM-PARADO COM 113ª): ESTUDOS DOS PERFIS DE TEMPE-RATURA 
O Teste 17 foi realizado no termossifão H com um indutor de 100 mm posicionado a 150 mm da base do termossifão e com um condensador de 260 mm, que transfere calor para o ambiente por radiação e convecção natural. O aquecimento foi realizado em diferentes patamares de correntes no indutor e a Figura 5.14 apresenta três desses patamares. Fica evidente a presença de um elevado gradiente de temperaturas ao longo do conden-sador. Gradientes de temperaturas são comumente atribuídos a dois fato-res não mutuamente excludentes: falta de vapor a ser condensado no con-densador e presença de gases não condensáveis, que se acumulam na ponta do condensador. Tournier e El-Genk (2003) observaram grandes gradientes de temperatura durante o startup de termossifões carregados com sódio, fluido de trabalho que se apresenta no estado sólido à tempe-ratura ambiente. No processo de startup, pode haver a presença concomi-tante de sódio nos estados sólido, líquido e gasoso, gerando assim, gran-des variações de temperatura. Acredita-se que, quando o termossifão opera em altas temperaturas, a transferência de calor por radiação e con-vecção é bastante eficiente, de forma que o condensador do termossifão possa rejeitar grandes quantidades de calor, especialmente nas regiões do condensador que estão mais próximas ao evaporador, com grande capa-cidade de condensação de sódio nesta região, de modo que o vapor de sódio presente no tubo diminui sua pressão ao longo do condensador, não sendo capaz de atingir a extremidade do condensador. Esse fenômeno não é observado em termossifões carregados com outros fluidos de trabalho como: álcool, água, naftaleno, etc, uma vez que suas temperaturas de ope-ração não são muito altas de forma que a transferência de calor por radi-ação não é muito significativa. O termossifão H também foi utilizado durante o Teste 8, onde um indutor de 320 mm foi empregado e o calor foi rejeitado para um conden-sador do tipo serpentina, que ocupou um comprimento de aproximada-mente 124 mm do termossifão. A Figura 5.15 apresenta os perfis de tem-peraturas ao longo do comprimento do termossifão, para dois níveis de potências térmicas. Para uma taxa de 215 W, observa-se um gradiente de temperatura da ordem de 400 °C ao longo do termossifão, o qual se reduz para cerca de 200 °C, quando a potência transportada é de 903 W.  
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 Figura 5.14– Teste 17. Termossifão H trocando calor com o ambiente. Tempe-ratura em função da posição do termopar para três patamares de corrente no in-dutor. 
Conforme discutido na seção 5.2.1, o sistema de aquecimento do evaporador permaneceu desligado por um período de cerca de um minuto, entre os tempos 28’00’’ e 29’00’’, e em seguida foi religado. Acredita-se que o perfil de temperatura foi afetado pelo religar do sistema de aqueci-mento, reduzindo o tempo de startup do termossifão. A análise desse efeito sugere que o tempo para startup de um termossifão de sódio pode ser reduzido se o fornecimento de calor no evaporador for interrompido por um curto espaço de tempo após o sistema já estar aquecido. Na Figura 5.15, são apresentados os dados coletados instantes antes do desligamento (potência de 215 W, tempo 27’30’’ da Figura 5.8) e instantes após o sis-tema ter sido religado (potência de 903 W, tempo 33’00’’ da Figura 5.8). Verificou-se que, após religar o sistema de aquecimento, o perfil de tem-peraturas melhorou consideravelmente. Caso a hipótese seja verdadeira, o mesmo efeito poderá ser provocado na aplicação real (sistema híbrido de geração de energia elétrica), bloqueando-se a entrada da radiação solar no receptor por um curto período de tempo, ou mesmo interrompendo o fornecimento de gases de combustão, por um curto período de tempo. 
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 Figura 5.15 – Teste 8. Termossifão H trocando calor com serpentina no conden-sador. Temperatura em função da posição do termopar. Corrente do indutor de 1660 A. 
A Figura 5.16 apresenta a temperatura da parede externa do ter-mossifão G em função da posição dos termopares. Neste teste, foi utili-zado um indutor de 100 mm, sendo que os 145 mm restantes foram utili-zados como condensador com rejeição de calor para o ambiente por radi-ação e convecção. A Figura 5.17 mostra os resultados para o Teste 11, 3ª réplica, realizado com o mesmo termossifão e mesmo indutor, mas com uma sessão adiabática de 85 mm e um condensador em serpentina de 35 mm. Os dados apresentados nas duas figuras são referentes aos mesmos patamares de corrente no indutor e, independentemente do tipo de con-densador, verificou-se um gradiente de temperatura acima de 500 °C entre o evaporador e condensador. Nota-se que os perfis de temperatura do condensador encontrados nos Testes 17 e 18 assemelham-se ao perfil de temperatura observado em aletas de áreas de seção transversal constantes. Tal observação inspirou a proposta de um modelo matemático do perfil de temperatura dos conden-sadores de termossifões de alta temperatura, baseado no comportamento térmico de aletas. 
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 Figura 5.16 – Temperatura em função da posição do termopar. Teste 18. Ter-mossifão G trocando calor com o ambiente por radiação e convecção. 
 Figura 5.17– Temperatura em função da posição do termopar. Teste 11, 3ª ré-plica. Termossifão G trocando calor com serpentina no condensador. 
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5.5 RESUMO DOS RESULTADOS 
Após a análise dos resultados obtidos, e a partir das discussões ex-postas, apresenta-se aqui um resumo dos resultados obtidos que servirão de recomendações para a fabricação dos termossifões de sódio do sistema híbrido de geração de energia elétrica:  Os termossifões operam melhor inclinados do que na vertical.  Quanto menor o comprimento da seção adiabática, maior será a taxa de transferência de calor para mesmos níveis de temperatura.  Termossifões com razão de enchimento de 80% transferem mais calor do que os que apresentam razão de enchimento de 100%.  Os termossifões de sódio operam satisfatoriamente com dois eva-poradores, que podem operar simultaneamente ou separadamente. 
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6 MODELAGEM MATEMÁTICA DO PERFIL DE TEMPERATURAS DO CONDENSADOR 
Os perfis de temperatura observados no condensador durante o tra-tamento dos dados obtidos a partir dos testes experimentais motivaram a modelagem da distribuição de temperaturas no condensador, com o parâ-metro definido como “condutividade térmica efetiva”, a ser ajustado. Os trabalhos de Edwards e Marcus, 1972; Sun e Tien, 1975; e Bobco, 1987, sugerem que tal abordagem é possível, entretanto nenhum dos autores propôs tal modelo. 
6.1 MODELO DE ALETA COM CONDUTIVIDADE TÉR-MICA EFETIVA PARA UM VOLUME DE CONTROLE DO CONDENSADOR 
Aletas são superfícies estendidas, normalmente utilizadas para au-mentar a troca de calor de um sólido com o ambiente, seja por convecção (aletas convectivas) ou por radiação (aletas radiantes). O modelo de trans-ferência de calor através de uma aleta pode ser desenvolvido a partir do balanço de energia em um volume de controle diferencial da aleta, de comprimento dx, cuja superfície externa troca calor com o ambiente atra-vés de um coeficiente de transferência de calor, geralmente convectivo (Figura 6.1). 
Figura 6.1 Volume de controle com área transversal constante. 
Assume-se, neste trabalho, que o condensador do termossifão pode ser dividido em elementos, os quais se comportam como um sólido ma-ciço com condutividade térmica efetiva constante, função da temperatura 
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do elemento infinitesimal. Considera-se, ainda, que o condensador se comporta como uma aleta. Como os termossifões de sódio operam em temperaturas elevadas (acima dos 600 ºC), o efeito da radiação não é desprezível e deve ser le-vado em consideração na transferência de calor. A fim de facilitar o mo-delo, define-se um coeficiente de transferência de calor equivalente que contempla os efeitos da radiação e convecção como 
onde 
e h  é calculado através da correlação de convecção natural para cilindro vertical apresentada na seção 4.2 (NELLIS E KLEIN, 2008, p. 758-760). Sendo assim, todo o calor retirado do volume de controle i pode ser cal-culado por 
Prezando pela clareza do modelo, será desenvolvido o balanço de energia do volume de controle unidimensional apresentado na Figura 6.1, considerando regime permanente. Como calor não é gerado no condensa-dor, despreza-se o termo de geração em um balanço de energia (primeira lei da termodinâmica) deste volume de controle diferencial, portanto 
Como assumiu-se que cada elemento do condensador se comporta como um sólido maciço com condutividade térmica efetiva constante, pode-se aplicar a Lei de Fourier para a transferência de calor no sentido axial. Assumindo-se que calor é rejeitado pela lateral (direção radial) por convecção e radiação, pode-se adotar um coeficiente de transferência de calor equivalente (conforme definido na Equação 6.1). Assim têm-se 
 , ,eq i r i ch h h   (6.1) 
   2 2,r i r i i ih T T T T       (6.2) 
  ,i eq i i iq h A T T  . (6.3) 
 ent sai gq q q  0 . (6.4) 
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Por simplicidade, é conveniente que seja feita uma substituição de variáveis, onde: 
e Equação 6.5 pode ser reescrita como 
onde: 
A Equação 6.7 é uma equação diferencial ordinária de segunda ordem, homogênea, com coeficientes constantes, cuja solução, bastante conhe-cida na literatura (INCROPERA e DEWITT, 1998), é dada por: 
onde as constantes 1,i  e 2,i serão obtidas a partir de condições de con-torno estabelecidas para o problema. Adotaram-se como condições de contorno: temperatura prescrita na parte superior do volume de controle (x=xi) e fluxo prescrito na parte inferior do volume de controle (x=xi-1), ou seja, para o elemento i: 
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resultando nas seguintes expressões para as constantes:  
e 
Verifica-se que as constantes obtidas com as condições de con-torno da Equação 6.10 são funções, direta ou indiretamente, de seis parâ-metros: temperatura prescrita na parte superior do volume de controle (θi), fluxo prescrito na parte inferior do volume de controle (q"i), altura do vo-lume de controle (Δxi), diâmetro externo do condensador do termossifão (do), coeficiente de transferência de calor equivalente (heq,i) e condutivi-dade térmica efetiva (kef,i), que será definida na seção 6.2. Com exceção da kef,i , os demais cinco parâmetros podem ser facil-mente obtidas a partir dos dados experimentais. A temperatura da parte superior do volume de controle é igual à temperatura medida pelos ter-mopares soldados na parede externa do condensador. O fluxo prescrito pode ser calculado a partir da taxa de transferência de calor para o ambi-ente de cada volume de controle (conforme calculada na seção 4.2). A altura do volume de controle é definida pela distância entre dois termopa-res consecutivos, que estão soldados na parede externa do condensador. O diâmetro externo do condensador do termossifão pode ser medido com o auxílio de um paquímetro. O coeficiente de transferência de calor equi-valente é calculado pela Equação 6.1 e é função apenas da temperatura da parte superior do volume de controle, que é igual à temperatura medida pelos termopares soldados na parede externa do condensador. 
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6.2 CONDUTIVIDADE TÉRMICA EFETIVA DO VOLUME DE CONTROLE DO CONDENSADOR 
Sabe-se que a condutividade térmica de materiais sólidos é uma propriedade do material e pode ser dependente da temperatura. Têm-se como exemplo o cobre no estado sólido, que apresenta condutividade tér-mica igual a 396,5 W/mK à 25 ºC e 336,1 W/mK à 1000 ºC (TOULOU-KIAN et al, 1970). Para se aplicar o modelo desenvolvido na seção 6.1 no cálculo do perfil de temperaturas do condensador de termossifões, é necessário defi-nir o valor da condutividade térmica efetiva do volume de controle do condensador do termossifão. No presente trabalho, propõe-se que a con-dutividade térmica efetiva seja definida em função da temperatura externa da parede do condensador, que é igual à temperatura da parte superior do volume de controle diferencial, uma vez que este volume é unidimensio-nal. A Figura 6.2.a apresenta um diagrama dos condensadores de dois termossifões testados em que o calor foi rejeitado para o ambiente por convecção natural e radiação (Teste 17 e Teste 18). Nos dois testes foram medidas seis temperaturas do condensador e uma temperatura da interface entre o condensador e o evaporador. Ao se definir a altura do volume de controle como sendo a distância entre dois termopares consecutivos, têm-se os seis volumes de controle i, apresentados na Figura 6.2, com suas respectivas alturas Δxi. A taxa de transferência de calor total, qtot, foi ob-tida a partir da Equação 4.2, onde cada parcela do somatório é igual à taxa de transferência de calor qi de cada volume de controle. O fluxo de calor na base de cada volume de controle é calculado por 
O diâmetro externo dos termossifões dos Testes 17 e 18 são respectiva-mente 21,34 mm e 18 mm e o coeficiente de transferência de calor equi-valente para cada volume de controle i é calculado através da Equação 6.1. Com as informações dos Testes 17 e 18, têm-se os dados experi-mentais necessários para definir todas os parâmetros necessários para o cálculo das constantes 1,i  e 2,i , conforme discutido na seção 6.1, com 
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exceção de kef,i que é obtido para cada volume de controle através da igualdade 
Assim, o valor da condutividade térmica efetiva que resulta na igualdade das temperaturas obtidas a partir do modelo e medidas experi-mentalmente é definido como a condutividade térmica efetiva do volume de controle do condensador do termossifão de sódio em função da tempe-ratura da parte superior do volume de controle. 
 Figura 6.2 – Condensador dos Testes 17 e 18 divididos em seis volumes de con-trole para determinar o valor da condutividade térmica efetiva. a) Dados experi-mentais disponíveis. b) Dados experimentais transformados em dados de en-trada para o modelo da seção 6.1 (Equação 6.9). 
Os valores de kef,i, tanto para o Teste 17 quanto para o 18, foram determinados utilizando temperaturas medidas nas condições de baixa, média e alta taxa de transferência de calor (ver Figura 6.3 e Figura 6.4). 
  , 6.9 1(0) , 1,2,3,4,5,6i Equação i experimentalT T i     . (6.14) 
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 Figura 6.3 – Curvas Temperatura vs Comprimento do termossifão para o Teste 17. Perfis de temperaturas para baixa, média e alta taxa de transferência de calor utilizadas para o cálculo do kef. 
 Figura 6.4 – Curvas Temperatura vs Comprimento do termossifão para o Teste 18. Perfis de temperaturas para baixa, média e alta taxa de transferência de calor utilizadas para o cálculo do kef. 
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Note-se que as temperaturas utilizadas para determinar kef,i são ape-nas as temperaturas do condensador, entretanto, as Figuras 6.3 e 6.4 apre-sentam as temperaturas ao longo de todo o comprimento do termossifão. Além disso, cada condensador do termossifão é dividido em seis volumes de controle, de modo que são obtidos seis valores de kef,i ao se aplicar a Equação 6.14 a cada volume de controle para cada nível de potência ana-lisada. Ao final, têm-se trinta e seis valores de kef,i obtidos a partir das seis condições de operação selecionadas. A Figura 6.5 apresenta os valores de kef,i em função da temperatura da parte superior do volume de controle. Uma tabela com os valores de kef,i calculados para as seis condições de operação é apresentada no Apêndice B. 
 Figura 6.5 – Condutividade térmica efetiva do condensador em função da tem-peratura da parte superior do volume de controle: curva ajustada e dados experi-mentais. Pontos com preenchimento em preto foram ajustados manualmente. 
Na Figura 6.5 é apresentada uma curva de ajuste, que representa os valores da condutividade térmica efetiva em função da temperatura da parte superior do volume de controle. Deve-se notar que alguns valores resultantes do ajuste da kef,i foram irreais, possivelmente decorrentes de erros experimentais, que resultaram em algumas temperaturas T2 > T1 ou T3 > T2 de modo que a kef,i dos respectivos volumes de controle 2 ou 3 
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tenderam ao infinito. Sendo assim, esses pontos foram substituídos por pontos localizados sobre a curva de ajuste (preenchidos em preto na Fi-gura 6.4), a qual foi obtida de forma iterativa seguindo os passos: 
Passo 1: Definir uma curva genérica para ser ajustada, vari-ando-se os dois parâmetros de ajuste, a e b (na primeira itera-ção definiu-se kef,i =a.exp(bT) e nas seguintes kef,i = a + cosh(bT)); 
Passo 2: Variar os parâmetros de ajuste de modo a maximizar o valor do coeficiente de determinação (R2) da curva ajustada (BARBETTA et al, 2004); 
Passo 3: Utilizar a curva ajustada para calcular o valor do kef,i  dos volumes de controle da base e da ponta do condensador a fim de serem utilizados no modelo do condensador completo por assíntota (seção 6.3); 
Passo 4: Calcular o perfil de temperatura do condensador (con-forme apresentado na seção 6.3) e o coeficiente de determina-ção (R2) do perfil de temperatura para cada um dos seis instan-tes de tempo; 
Passo 5: Calcular o coeficiente de determinação médio ( 2R ) dos perfis de temperatura para os seis instantes de tempo; 
Passo 6: Repetir passos 1 a 5 de modo a maximizar o coefici-ente de determinação médio ( 2R ) dos perfis de temperatura. 
Deve-se observar que, inicialmente, uma curva de ajuste exponen-cial foi proposta para ser ajustada aos valores de kef,i. Porém, no Passo 4 da primeira iteração para os dados experimentais do instante 15'00'' do Teste 17 (ver Tabela 6.2), o perfil de temperaturas calculado divergiu por não apresentar uma taxa total de transferência de calor do condensador para o ambiente igual à taxa total de transferência de calor fornecida ao condensador. Sendo assim, propôs-se uma nova curva envolvendo a fun-ção de ajuste cosseno hiperbólico, cujo perfil de temperaturas (Passo 4) apresentou igualdade das taxas de transferência de calor para todos os seis instantes de tempo testados. Definida a função de ajuste, nas iterações seguintes fixou-se o parâmetro de ajuste a e variou-se apenas o parâmetro b, de modo a maximizar o coeficiente de determinação da curva ajustada (Passo 2). O parâmetro de ajuste a foi aumentado gradualmente até que no Passo 4 da sétima iteração, para o instante 12'30'' do Teste 18, o perfil de temperaturas não apresentou igualdade das taxas de transferência de 
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calor e divergiu. Desta forma, o valor máximo do coeficiente de determi-nação médio ( 2R ) foi obtido para os parâmetros de ajuste a=2,2 e b=0,0087079 resultando na seguinte expressão para curva ajustada: 
As Tabelas 6.1 e 6.2 apresentam os resultados das sete iterações realizadas. 
Tabela 6.1– Coeficientes de determinação da curva ajustada para os valores de kef,i  (ver Figura 6.5) e parâmetros de ajuste a e b para as sete iterações. Números com * foram fixados. Números em negrito são da curva ajustada escolhida. 
Curva ajustada de kef,i a b R2 
, exp( )ef ik a bT  0,116299 0,0101959 0,9905 
, cosh( )ef ik a bT   
0 0,0087089 0,9847 
0,5* 0,0087087 0,9847 
1* 0,0087085 0,9846 
2* 0,0087080 0,9845 
2,2* 0,0087079 0,9845 
2,21* 0,0087079 0,9845  
 , 2,2 cosh(0,0087079 )ef ik T  . (6.15) 
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Tabela 6.2 Coeficiente de determinação do perfil de temperaturas dos seis níveis de potência e coeficiente de determinação médio para as sete iterações. Números em negrito são da curva ajustada escolhida. 
Curva ajustada de kef,i 
Teste 17 Teste 18 2R  15'00'' 47'30'' 97'30'' 12'30'' 30'00'' 40'00'' 
, exp( )ef ik a bT  sem solução 0,9466 0,9732 0,9175 0,9331 0,1324 0,7806 
, cosh( )ef ik a bT   
0,9146 0,9836 0,9921 0,9472 0,9739 0,1853 0,8328 
0,9186 0,9863 0,9925 0,9615 0,9721 0,2000 0,8385 
0,9253 0,9881 0,9928 0,9755 0,9688 0,2172 0,8446 
0,9426 0,9904 0,9930 0,9883 0,9575 0,2611 0,8555 
0,9473 0,9908 0,9930 0,9816 0,9544 0,2719 0,8565 0,9468 0,9907 0,9930 sem solução 0,9542 0,2724 0,8314 
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6.3 MODELO COMPACTO ASSINTÓTICO DO PERFIL DE TEMPERATURAS DO CONDENSADOR A PARTIR DO MODELO DE ALETA 
Após definir-se o valor de kef,i, é possível determinar, de forma con-tínua por partes, o perfil de temperaturas do condensador de um termos-sifão de sódio, conhecendo-se um conjunto discreto finito de temperaturas ao longo do condensador (ver Figura 6.7.a). A abordagem adotada nesta seção tem por objetivo reduzir o número de temperaturas do conjunto dis-creto finito para apenas duas temperaturas (ver Figura 6.7.b), de modo que, ao se conhecer apenas a taxa de transferência de calor total e as tem-peraturas da ponta e da região próxima à interface entre o condensador e o evaporador, seja possível determinar por completo o perfil de tempera-turas de todo o condensador por meio de um modelo compacto assintó-tico. Yovanovich (2003) menciona que os modelos de engenharia de-senvolvidos para predizer e representar fenômenos físicos podem variar amplamente e quanto mais completos os modelos, maior pode ser a difi-culdade de uso e o custo computacional de sua implementação (com o uso de softwares de manipulação algébrica, por exemplo). Correlações desen-volvidas a partir de dados experimentais e analíticos são modelos bastante simples de se usar, mas que em contrapartida são limitados a determina-dos intervalos dos parâmetros independentes, como é o caso dos interva-los de número de Reynolds na utilização das correlações de convecção. No outro extremo, encontram-se os modelos numéricos, que geram solu-ções detalhadas a um custo elevado. Entre estes dois extremos, encon-tram-se os modelos compactos que incorporam uma ou mais soluções as-sintóticas e não são limitados por intervalos de validade dos parâmetros independentes. De forma genérica, as assíntotas que compõem os modelos com-pactos assintóticos são formadas pelo parâmetro adimensional depen-dente   e pelo parâmetro adimensional independente  . A relação de 
dependência    pode ser relativamente simples ou altamente com-
plexa, dependendo da física do problema. Para o caso em que um parâ-metro adimensional   tenha duas assíntotas, que correspondam a valores 
muito pequenos e muito grandes do parâmetro adimensional indepen-dente  , ou seja, quando   apresente o seguinte comportamento: 
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a curva   frequentemente pode ser ajustada suavemente a partir das cur-
vas `0  e `  (YOVANOVICH, 2003), acoplando-se estas duas curvas assintóticas de forma a se ter uma única curva suave. De acordo com o comportamento físico do fenômeno a ser modelado e os dados disponí-veis, onde p é uma constante real, este ajuste de curvas pode ser feito a partir das seguintes equações: 
Bejan (2000) apresenta diversas aplicações desta técnica em pro-blemas de engenharia, onde o método das assíntotas é utilizado para en-contrar pontos ótimos, obtidos pelo cruzamento das curvas das assíntotas. A título de exemplo desta técnica de modelagem utilizada por Bejan (2000), que é uma abordagem diferente da descrita por Yovanovich (2003), a Figura 6.6 apresenta a solução do problema de maximização da condutância térmica global de um conjunto de placas verticais resfriadas por convecção natural. A assíntota designada por q ~ D2 refere-se ao caso em que as placas estão muito próximas, ou seja, o parâmetro independente D → 0. A assíntota designada por q ~ D-1 refere-se ao caso em que as placas estão muito distantes, ou seja, o parâmetro independente D → ∞. O resultado obtido ao se igualar as duas assíntotas deste problema é: 
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Figura 6.6 – Intersecção do método das assíntotas: maximização da condutância global de um conjunto de placas verticais resfriadas por convecção natural. (adaptado de BEJAN, 2000). 
Este Dótimo apresenta um erro de 20% no espaçamento ótimo obtido atra-vés de outros métodos muito mais custosos, como a maximização da re-lação q(D) e a simulação completa por diferenças finitas do perfil com-pleto de escoamento e temperatura. No presente trabalho, considera-se que o perfil de temperaturas de todo o condensador pode ser determinado a partir de duas assíntotas obti-das pelo cálculo dos perfis de temperatura dos volumes de controle da base e da ponta do condensador, apresentados na Figura 6.7.b. Esses dois volumes de controle possuem temperaturas e taxa de transferência de ca-lor muito altas (volume de controle da base) ou muito baixas (volume de controle da ponta) de modo que o perfil de temperaturas do condensador pode ser obtido através de uma combinação suave dessas duas curvas, obtendo-se assim um valor contínuo do perfil de temperaturas de todo o condensador. Esta curva suave é calculada pela Equação 6.18, em que o parâme-tro p é ajustado igualando-se a taxa de transferência de calor rejeitada pelo condensador para o ambiente (calculada a partir do perfil de temperaturas dado pela Equação 6.18) com a taxa de transferência de calor fornecida ao condensador. Desta forma garante-se o balanço de energia do conden-sador. Este modelo é aplicado aos dados experimentais dos Testes 17 e 18 (os mesmos usados na determinação de kef,i), considerando-se apenas 
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as temperaturas T1 e T6 e a taxa de transferência de calor total fornecida ao condensador, qtot (ver Figura 6.7.b). Note-se que, empregar o parâme-tro de ajuste p  para garantir o balanço de energia do perfil de temperaturas do condensador representa uma abordagem diferente das propostas por Yovanovich (2003) e por Bejan (2000), representando desta forma uma contribuição do presente trabalho. 
 Figura 6.7 – Volumes de controle. a) Volumes de controle dos resultados expe-rimentais. b) Volumes de controle do modelo proposto. Variáveis entre chaves não são conhecidas. 
Para aplicar a Equação 6.18 de modo a se obter um perfil de tem-peraturas contínuo para o condensador, é necessário conhecer-se a solu-ção dos perfis de temperaturas dos volumes de controle da base e da ponta. Como já foi discutido na seção 6.1, há seis variáveis que precisam ser determinadas de modo a se obter o perfil de temperaturas de um vo-lume de controle (Equação 6.9): kef,i, heq,i, e θi, que são funções apenas de Ti, conhecido em cada volume de controle. Portanto essas três variáveis estão definidas tanto para o volume de controle da base como para o da 
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ponta. do é uma variável geométrica conhecida e igual para os dois volu-mes. q"i e Δxi estão fisicamente determinadas para o volume de controle da base, mas não determinadas fisicamente para o volume de controle da ponta. O termo “fisicamente determinadas” é utilizado para o volume de controle da base, pois a distância do ponto no qual se conhece a tempera-tura do volume de controle da base (T0) até a posição da interface entre condensador e evaporador são fisicamente determinadas pelo ponto de instalação do termopar e a posição do indutor na região do evaporador. Sendo assim, para a temperatura T0, existe um único valor para a altura do volume de controle da base, ∆x0. Além disso, o fluxo de calor prescrito na parte inferior do volume de controle da base é único e igual à taxa de transferência de calor total do condensador, qtot, que é conhecida, dividida pela área da seção transversal do condensador, Atr (ver Figura 6.7.b). O perfil de temperaturas do volume de controle da base pode então ser cal-culado através da Equação 6.9, resultando em: 
A altura do volume de controle, ∆x∞, pode assumir diferentes va-lores para um único valor de T∞. Esta altura pode ser muito pequena, da ordem de milímetros, até muito grande atingindo no limite a posição su-perior do volume de controle da base. Note-se que, para cada ∆x∞ há um único valor de q"∞, ou seja, q"∞ é função de ∆x∞, conforme apresentado na Figura 6.7.b. A distribuição de temperaturas do volume de controle da base é obtido a partir de um processo iterativo utilizando-se a seguinte expressão: 
 onde as variáveis entre chaves não são conhecidas e precisam de uma es-timativa inicial para a obtenção de uma solução a partir de um processo iterativo. 
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Aplicando-se as Equações 6.20 e 6.21 na Equação 6.18, obtém-se uma curva contínua do perfil de temperaturas do condensador, dada por: 
A seguinte metodologia é empregada para determinar o parâmetro p e os parâmetros entre chaves da Equação 6.22: 
Passo 1: Estimar o valor de hc e q"∞(∆x∞) (estimativas iniciais: hc = 10 W/(m2°C) e q"∞ = 35.000 W/m2 para um ∆x∞ = 10 mm); 
Passo 2: Dividir todo o comprimento do condensador em uma malha secundária com n volumes de controle de comprimentos iguais, que será utilizada para o cálculo da taxa de transferência de calor do condensador para o ambiente em função do perfil de temperaturas calculado (para as curvas apresentadas nas Fi-guras 6.8 e 6.9, n = 36); 
Passo 3: Ajustar o parâmetro p de modo que o perfil de tempe-raturas calculado forneça uma taxa total de transferência de ca-lor do condensador para o ambiente (calculado a partir da Equação 4.2 com a malha secundária e assumindo que i iT T ) igual a taxa total de transferência de calor fornecida ao conden-sador; 
Passo 4: Calcular novo valor de ch  em função da média arit-mética do perfil de temperaturas calculado; 
Passo 5: Calcular novo valor de q"∞ a partir do somatório da taxa de transferência de calor dos últimos 10 mm do condensa-dor obtidos no Passo 3 com a malha secundária de n volumes de controle; 
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(6.22) 
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Passo 6: Repetir passos 1 a 5 até que a diferença entre os chseja inferior a 0,01 W/(m2°C). 
Ao se aplicar a metodologia previamente descrita nos dados expe-rimentais dos seis instantes de tempo dos Testes 17 e 18, foram obtidas as curvas do perfil de temperaturas conforme apresentadas nas Figuras 6.8 e 6.9. Essas curvas apresentaram uma excelente comparação com os dados experimentais. Entende-se que o modelo aqui proposto pode ser utilizado como ferramenta de projeto para verificar a viabilidade de utilização de termos-sifões de sódio em aplicações práticas de engenharia onde um perfil de temperaturas é desejado.   
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 Figura 6.8 – Perfis de temperatura aplicando o método de aleta. Teste 17. 
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 Figura 6.9 – Perfis de temperatura aplicando o método de aleta. Teste 18. 
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6.4 ANÁLISE DO MODELO COMPACTO ASSINTÓTICO 
No Passo 2 da metodologia apresentada na seção 6.3, o condensa-dor foi dividido em uma malha secundária de n volumes de controle de tamanho constante, sendo n = 36. Esses 36 volumes de controle foram utilizados no Passo 3 para calcular a taxa total de transferência de calor do condensador para o ambiente, a partir da Equação 4.2. A fim de avaliar a influência do número de volumes de controle (n) da malha secundária no resultado do perfil de temperaturas, outros valores de n foram analisa-dos. Tomou-se como objeto de estudo os dados do instante 12'30'' do Teste 18. Na primeira análise, a malha do volume de controle da base, utili-zada no cálculo da taxa de transferência de calor (Equação 4.2), foi sub-dividida em um número variável de volumes (de um a mil). Na Tabela 6.3 são apresentados os resultados obtidos. 
Tabela 6.3– Análise da variação de número de volumes de controle da malha se-cundário no volume da base do condensador. 
 n R2 q1 
 1000 0,9816 95,9 
 50 0,9816 95,7 
 20 0,9816 95,4 
 10 0,9816 94,8 
 6 0,9816 94,0 
 5 sem solução sem solução 
 4 sem solução sem solução 
 3 sem solução sem solução 
 2 sem solução sem solução   1 sem solução sem solução 
MÁX-MÍN 999 0,0001 1,9 
MÉDIA 110,1 0,9816 95,2 
(MÁX-MÍN)/MÉDIA 907,4% 0,0% 2,0% 
DEVIO PADRÃO 313,03  0,00 0,78   Verificou-se que o mínimo de divisões possíveis que levaram à ob-tenção de uma distribuição de temperaturas capaz de determinar com pre-cisão a taxa de transferência de calor, foi o de 6 volumes. Além disso, o 
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aumento do número de volumes para 1000 resulta em uma diferença de apenas 1,9 W no cálculo da taxa de transferência de calor do volume de controle da base. Essa variação da taxa de transferência de calor é irrele-vante para o ajuste da curva, uma vez que o coeficiente de determinação é praticamente igual para todos os valores de n, como se observa na Ta-bela 6.3. Na segunda análise, variou-se o comprimento do volume de con-trole da ponta (∆x∞). Neste caso, dividiu-se o condensador em 71 volumes de controle de tamanhos iguais, sendo que 18 desses volumes estavam contidos em ∆x0 (volume de controle da base). Obteve-se a solução da Equação 6.22, seguindo os passos descritos na seção 6.3, e avaliou-se o coeficiente de determinação das curvas obtidas, calculado em função das seis temperaturas medidas experimentalmente no condensador e em fun-ção apenas das temperaturas T0 e T∞. A Tabela 6.4 apresenta os resultados obtidos, onde verifica-se que a variação do coeficiente de determinação é de menos de 4% e que os melhores resultados foram obtidos para valores de ∆x∞ iguais ou acima de 20 mm. 
Tabela 6.4– Análise da variação do comprimento do volume de controle da ponta (∆x∞). 
 ∆x∞ [mm] R2(6 temperaturas) R2(2 temperaturas)  105 0,9364 0,9522 
 50 0,9750 0,9669 
 20 0,9710 0,9724 
 10 0,9410 0,9372 
 2 0,9412 0,9371 
MÁX-MÍN 103 0,0385 0,0353 
MÉDIA 37,4 0,9529 0,9532 
(MÁX-MÍN)/MÉDIA 275,4% 4,0% 3,7% 
DEVIO PADRÃO 41,94  0,02  0,02   Na terceira análise, verificou-se a influência da variação do nú-mero de volumes de controle, de tamanho uniforme distribuídos ao longo de todo o condensador. Dois valores de n foram analisados, 71 e 36, sendo que os resultados dos perfis de temperaturas obtidos foram comparados entre si utilizando o coeficiente de determinação de cada curva como pa-râmetro de comparação, neste caso considerando as seis temperaturas me-didas experimentalmente. A Tabela 6.5 apresenta os resultados obtidos, 
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onde verifica-se que o aumento do número de volumes de controle, de 36 para 71, levaram à obtenção de uma distribuição de temperaturas, para todos os valores de ∆x∞ escolhidos. Entretanto, os valores do coeficiente de determinação para 71 volumes foram inferiores aos valores deste coe-ficiente para 36 volumes. 
Tabela 6.5 – Análise da variação do número total de volumes de controle na ma-lha secundária. 
 ∆x∞ [mm] R2(n = 71) R2(n = 26)  105 0,9364 sem solução 
 50 0,9750 0,9922 
 20 0,9710 sem solução 
 10 0,9410 0,9817 
 2 0,9412 0,9818 
MÁX-MÍN 103,0000 0,0385 0,0106 
MÉDIA 37,4 0,9529 0,9852 
(MÁX-MÍN)/MÉDIA 275,4% 4,0% 1,1% 
DEVIO PADRÃO 41,94 0,02 0,01 
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7 PROTÓTIPO 
7.1 FABRICAÇÃO E CARREGAMENTO DO PROTÓTIPO 
O protótipo desenvolvido em parceria com a empresa Cleanergy AB e fabricado na Suécia consiste de 48 termossifões distribuídos em dois círculos concêntricos (ver Figura 7.1) com capacidade nominal de trans-ferir 40 kW de energia na forma de calor. Cada termossifão possui um comprimento total de aproximadamente 470 mm, dos quais 250 mm são utilizados como evaporador aquecido pelo sol, 70 mm são aletados e uti-lizados como evaporador aquecido pelo gás, 124 mm são utilizados como condensador e os cerca de 25 mm restantes estão acima do condensador e servem para acomodar possíveis gases não condensáveis. O protótipo foi enviado para ser carregado com sódio nas depen-dências do LABTUCAL como uma peça única (ver Figura 7.2), uma vez que se desconhecia o comportamento dos termossifões com sódio durante o processo de soldagem por difusão utilizado para unir todas as partes do protótipo. Por razões de segurança e inviabilidade de realização de testes em fornos de difusão, optou-se pela soldagem completa do equipamento antes do carregamento com sódio. 
 Figura 7.1 – Desenho esquemático do protótipo. 
O processo de carregamento dos termossifões do trocador de calor foi bastante semelhante ao adotado no carregamento individual dos ter-mossifões. Algumas adaptações foram necessárias uma vez que a geome-tria do protótipo já soldado não permitia fácil acesso às extremidades dos termossifões, impedindo que os esmagamentos convencionais fossem re-alizados na prensa. Por este motivo, optou-se por fabricar os tubos dos termossifões com uma das extremidades já fechada empregando-se uma chapa plana soldada. Na outra extremidade, um tubo de menor diâmetro 
Sol Gás 
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foi soldado em uma chapa plana que por sua vez foi soldada no tubo. Este tubo menor é conhecido por umbilical e foi utilizado no processo de car-regamento, como orifício de entrada para o sódio. Os umbilicais foram soldados nos tubos de forma alternada em ambas as tampas de fechamento do termossifões, deixando, assim, maior espaço entre os umbilicais para o processo de esmagamento. A limpeza dos tubos foi realizada por uma lavagem com acetona seguida por uma lavagem com álcool etílico. Dito isto, segue-se para a descrição detalhada de cada etapa, desde os testes de vazamento (etapa 5) até o esmagamento e o processo de corte e soldagem (etapa 9), de forma análoga ao que foi descrito no Capítulo 3 para os termossifões fabricados. 
7.1.2 Teste de vazamento 
Assim como os tubos dos termossifões fabricados, cada um dos tubos do protótipo foi testado quanto a possíveis vazamentos por meio do equipamento SPECTRON 5000 da marca EDWARDS (ver Figura 7.2). Nenhum vazamento foi encontrado. 
 Figura 7.2 – Teste de vazamento dos tubos do protótipo. 
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7.1.3 Carregamento com sódio sólido (com aquecimento) 
O número de ramais (seis) da bomba de vácuo foi um limitante para o carregamento dos termossifões do protótipo. O objetivo ao se car-regar o protótipo era se aproximar ao máximo das condições do carrega-mento realizado para os termossifões. Sendo assim, determinou-se que o carregamento seria realizado em oito vezes, de modo que a sequência das etapas 5 a 9 pudesse ser finalizada em um espaço de tempo inferior a 24h para cada termossifão. A cada vez, seis termossifões foram carregados, evacuados, esmagados e fechados. Uma balança digital, um sistema de controle de temperatura do re-sistor e dois recipientes retangulares de vidro foram inseridos previa-mente na câmara de atmosfera controlada MBRAUN UNILab Pro WORKSTATION, que foi preparada e reservada exclusivamente para os oito carregamentos. A cada carregamento eram inseridas na câmara qua-tro facas, recipiente contendo a quantidade de sódio necessária, o protó-tipo e o resistor. O carregamento com aquecimento se mostrou necessário nos ter-mossifões do protótipo pois o volume de sódio, calculado à temperatura de 20°C (densidade igual a 968 kg/m3), em relação ao volume interno total do termossifão era acima de 22%. Portanto, o sistema de controle de temperatura era ligado e iniciava o aquecimento dos seis tubos que seriam carregados de modo que a temperatura ficasse acima do ponto de fusão do sódio (98 °C). A camada opaca dos pedaços de sódio era retirada e o sódio cortado em pedaços menores, que posteriormente eram esmagados com as mãos para serem então pesados e inseridos no tubo através do umbilical. A medida que o sódio era depositado no tubo, ele fundia e pre-enchia todo o fundo do termossifão, não ocorrendo o empilhamento e per-mitindo maiores quantidades de fluido de trabalho nos termossifões. Fo-ram inseridos 62,3 g de sódio em cada termossifão do protótipo. Um resistor flexível do tipo fita com potência nominal de 1024 W foi utilizado com sucesso durante o carregamento e operou em tempera-turas acima do ponto de fusão do sódio entre 110 ºC e 150 ºC. A Figura 7.3 mostra o sistema de controle de temperatura do resistor. A Figura 7.4 apresenta termossifões do protótipo sendo aquecidos pelo resistor flexível do tipo fita. 
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  Figura 7.3 – Sistema de controle de tem-peratura do resistor. Figura 7.4 – Termossifões do protótipo sendo aquecidos ao longo de todo o comprimento. 
7.1.4 Vácuo, esmagamento e corte e soldagem 
Ao final de cada processo de carregamento, o protótipo foi retirado da câmara com atmosfera controlada e levado até a bomba de vácuo onde realizou-se a retirada dos gases presentes no interior dos tubos chegando a uma pressão de até 10-6 mbar, conforme apresentado na Figura 7.5. Os termossifões do protótipo foram deixados conectados à bomba por pelo menos 12 horas. 
  Figura 7.5 – Vácuo. a) Gases sendo retirados de seis termossifões do protótipo por uma bomba de vácuo difusora. b) Mostrador dos sensores de pressão co-nectados.  
a b 
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Em seguida as mangueiras de silicone foram fechadas por braça-deiras de nylon e o protótipo foi levado à prensa hidráulica. Cada umbili-cal foi posicionado entre duas matrizes planas de 19,05 mm de extensão e esmagado por uma carga de 12 ton aplicada pela prensa hidráulica. Uma base de apoio foi utilizada para permitir o acesso do pistão da prensa hi-dráulica a cada umbilical. Por fim, realizou-se o processo de corte e sol-dagem usando tecnologia de soldagem TIG empregando uma corrente de aproximadamente 100 A. A Figura 7.6 apresenta as etapas do processo de esmagamento, a Figura 7.7 o corte e soldagem e a Figura 7.8 o protótipo completamente carregado com sódio. Dos 48 termossifões do protótipo, 12 apresentaram desvios no pro-cesso de carregamento que podem afetar o funcionamento dos mesmos. Os desvios foram: cinco termossifões apresentaram presença de chama proveniente da queima de sódio do umbilical durante o processo de corte e soldagem, um sofreu exposição do sódio no interior do tubo ao ar, cinco tiveram processo de carregamento superior a 24h e um teve processo de carregamento superior a 24h e presença de chama proveniente da queima de sódio do umbilical durante o processo de corte e soldagem. 
   Figura 7.6 – Esmagamento. a) Umbilical posicionado entre duas matrizes planas apoiadas na base de apoio (indicada pelo número “1” na imagem). b) Umbilical após aplicação de 12 ton. c) Umbilical após retirada da carga de 12 ton. 
a b c 
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 Figura 7.7– Umbilical após processo de corte e soldagem. 
 Figura 7.8- Protótipo após o carregamento dos 48 termossifões com sódio. 
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7.2 TESTE DE QUALIDADE DO PROTÓTIPO 
Antes de o protótipo carregado com sódio metálico ser retornado para a Suécia por via aérea, dois testes de desempenho térmico do sistema foram realizados com o intuito de verificar quaisquer não conformidades do equipamento. Para realizar os testes não foi possível utilizar o sistema de aqueci-mento por indução, uma vez que não havia indutor compatível e a potên-cia do equipamento não seria suficiente. Sendo assim, foram utilizados seis queimadores de gás liquefeito de petróleo como fonte de calor.  
7.2.1 Primeiro teste 
Os queimadores foram fixados em uma estrutura metálica a cerca de 20 cm de distância do chão (ver Figura 7.9). Um cilindro de aço ino-xidável com 400 mm de diâmetro e 800 mm de altura foi posicionado sobre a estrutura metálica e utilizado como suporte para o protótipo (ver Figura 7.10). Toda a lateral do cilindro foi isolada com uma manta à base de alumina e sílica, resultando em uma espessura de aproximadamente 8 cm (ver Figura 7.11). 
 Figura 7.9 – Queimadores fixados em estrutura metálica a cerca de 30 cm de distância do chão. 
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Figura 7.10– Protótipo apoiado em cilindro de aço inoxidável. Figura 7.11– Cilindro isolado por manta à base de alumina e sílica. 
Após 40 minutos de teste, ainda não se havia verificado alteração da cor da parede do condensador para tons de vermelho, característica marcante dos termossifões de sódio quando atingem temperaturas acima de 550 °C (ver Figura 7.12). Acredita-se que a queima incompleta e as grandes perdas por convecção foram a causa da baixa temperatura no con-densador. Com o intuito de verificar se os termossifões estavam funcio-nando, isolou-se todo o condensador com manta de alumina e sílica. Após cerca de 20 minutos com o condensador isolado, observou-se que a tem-peratura de parte do condensador do protótipo se elevou acima dos 550 °C, como mostra a Figura 7.13. A não homogeneidade da temperatura do condensador foi atribuída a distribuição não uniforme do calor no evapo-rador. Em seguida o teste foi encerrado Após o resfriamento do sistema, ficou evidente que a fumaça branca observada durante parte do teste foi resultado do vazamento de sódio proveniente de três termossifões distintos. A Figura 7.14 apresenta os dois termossifões com umbilical para cima por onde ocorreu vaza-mento de sódio. O terceiro termossifão que apresentou vazamento possuía o umbilical voltado para baixo.  
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  Figura 7.12 – Temperatura do condensador logo antes de se isolar o conden-sador. a) Imagem câmera normal. b) Imagem câmera termográfica 
  Figura 7.13 – Temperatura do condensador após 20 minutos com isolamento no condensador. a) Imagem câmera normal. b) Imagem câmera termográfica 
Os três umbilicais foram limpos externamente com escova de aço e álcool etílico. Novo processo soldagem foi realizado nos três um-bilicais. Os dois voltados para cima não apresentaram chama de queima de sódio durante a soldagem, diferentemente do umbilical vol-tado para baixo que apresentou chama durante a soldagem. Atribuiu-se a chama a resíduos de sódio metálico presentes na região de falha do umbilical.  
a b 
a b 
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 Figura 7.14 – Termossifões com umbilical para cima por onde ocorreu vaza-mento de sódio. 
7.2.2 Segundo teste 
Após o reparo dos termossifões que apresentaram vazamento, um segundo teste foi realizado. Para melhorar a queima do gás, elevou-se a cerca de 50 cm acima do chão a estrutura metálica na qual os queimadores foram fixados. Para um aquecimento mais rápido do sistema, cilindro e condensador foram isolados com manta à base de alumina e sílica antes do teste ser iniciado. Para diminuir perdas por convecção e radiação, a estrutura metálica foi coberta por folhas de alumínio. Para melhorar a dis-tribuição de calor no evaporador, os queimadores foram posicionados mais distantes um do outro. 
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 Figura 7.15 – Protótipo pronto para o segundo teste. 
O segundo teste foi iniciado ligando-se os seis queimadores. A chama se apresentou com tons predominantemente azuis no início e ao longo de todo o teste. Após 15 minutos de teste, muita fumaça branca foi observada e o teste foi interrompido sem qualquer verificação da tempe-ratura do condensador. Após o resfriamento, verificou-se que novo vazamento de sódio havia ocorrido no termossifão com umbilical para baixo. O protótipo foi posicionado de modo que o umbilical estivesse em sentido oposto ao ve-tor gravidade e então novo procedimento de limpeza externa foi realizado, seguido de aquecimento de todo o termossifão a temperaturas acima do ponto de fusão do sódio, de modo que todo o restante do sódio metálico presente no termossifão se depositou na base do mesmo. Por fim, novo processo de soldagem foi efetuado não apresentando chama durante a sol-dagem. Assumiu-se que o umbilical foi recuperado satisfatoriamente e o protótipo foi retornado à sede da empresa Cleanergy AB na Suécia. 
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7.3 TESTES PRELIMINARES DO PROTÓTIPO ACOPLADO AO MOTOR STIRLING 
O protótipo foi acoplado ao equipamento comercial denominado Cleanergy Gasbox (Cleanergy Brochure, 2016) que consiste em um sis-tema de geração de energia elétrica e calor a partir do calor proveniente da combustão de biogás, capaz de gerar de 2 a 9 kW de eletricidade (Clea-nergy Technical Specification, 2016). A Figura 7.17 mostra o equipa-mento Cleanergy Gasbox e o mesmo equipamento adaptado com o pro-tótipo. 
 
 Figura 7.16 – Gasbox. a) Equipamento original. b) Equipamento adaptado com o protótipo. 
No equipamento original, o fluxo dos gases de combustão escoa diretamente sobre os tubos aletados que contém o fluido de trabalho (Hé-lio) do motor Stirling. A Gasbox com o protótipo passa a ter os gases de combustão escoando radialmente através da região aletada dos termossi-fões (evaporadores). Calor é então transportado para os condensadores e 
a 
b 
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aquece o Hélio que passa pelos tubos lisos posicionados entre as duas fileiras concêntricas de termossifões (ver Figura 7.18). Cilindros sólidos de aço inox, esferas de aço inox e vidro moído foram inseridos nos espa-ços vazios entres os tubos de Hélio e o condensador dos termossifões, a fim de aumentar a condutividade térmica desses espaços para melhor a troca de calor entre os termossifões e os tubos de Hélio. 
 Figura 7.17 – Local onde os tubos de Hélio estão posicionados no condensador do protótipo. 
Termopares foram utilizados para medir a temperatura em diferen-tes regiões dos termossifões número: 21, 31, 32, 40, 47 e 48, conforme apresentado com o símbolo T na Figura 7.19. Estes termossifões foram escolhidos por não apresentarem qualquer anormalidade durante o pro-cesso de carregamento. Os três termossifões do círculo interno foram ins-trumentados com termopares soldados nas paredes das partes inferior e superior do evaporador solar e condensador, além dos termopares posici-onados na parte superior e inferior da região aletada. Os três termossifões do círculo externo foram instrumentados com termopares soldados nas paredes das partes inferior e superior do evaporador solar e condensador, além de um termopar soldado na região acima do condensador. 
Tubos de Hélio 
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 Figura 7.18 – Posições dos termopares. Termossifões com “T” foram instrumen-tados com termopares na região do evaporador solar, evaporador a gás, conden-sador e acima do condensador. Termossifões com números em laranja tiveram carregamento que superou 24h. Termossifão com marcação amarela sofreu vaza-mento no umbilical durante primeiro e segundo testes de qualidade. Termossifões com marcação em laranja sofreram vazamentos durante o primeiro teste de qua-lidade. Termossifões com marcação em vermelho apresentaram chama durante o processo de soldagem do umbilical. Linhas horizontais azuis representam o local de entrada e saída dos tubos de Hélio. 
Um teste foi realizado com o equipamento a um ângulo de 10° com a horizontal sendo aquecido por gases de combustão na região aletada do termossifão. A região do evaporador solar foi isolada e apresentou au-mento na temperatura apenas devido ao calor fornecido no evaporador a gás. 
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 Figura 7.19 – Distribuição de temperatura ao longo do tempo nas regiões do evaporador a gás, condensador e acima do condensador; e potência elétrica ao longo do tempo. 
A Figura 7.20 apresenta as temperaturas medidas pelos termopares dos termossifões internos e externos e a potência elétrica gerada ao longo do tempo. Vê-se que o sistema foi capaz de gerar até 7,61 kW de eletrici-dade contra o máximo de 9 kW do equipamento original. Este resultado é bastante promissor considerando que este foi o primeiro teste realizado e que o equipamento terá o sol como segunda fonte de calor. Vale ressaltar que os termopares da região acima do condensador apresentaram tempe-raturas não inferiores às temperaturas do condensador superior, evidenci-ando que não há ponta fria nos termossifões. Acredita-se que os umbili-cais de diâmetro menor foram fundamentais para eliminar a possível en-trada de gases não condensáveis durante o processo de corte e soldagem.  
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8 CONCLUSÕES E RECOMENDAÇÕES PARA TRABALHOS FUTUROS 
8.1 CONCLUSÕES 
Neste estudo foi investigada a capacidade de transferência de calor de termossifões de sódio em diferentes inclinações, posições do evapora-dor, tipos de condensadores, razões de enchimento e comprimento da se-ção adiabática. Os resultados obtidos nos testes experimentais permitiram a escolha de uma configuração de termossifão (diâmetro interno de 18,04 mm, comprimento de 470 mm e carregado com 62,3 g de sódio) capaz de atender as necessidades de transferência de calor do protótipo do receptor solar (40 kW) que operou satisfatoriamente durante o teste preliminar com aquecimento através de gases de combustão. As principais realizações, conclusões e resultados obtidos através deste trabalho são listadas a seguir:  Desenvolveu-se um processo de fabricação de termossifões de sódio com carregamento a partir de sódio sólido manipulado em atmosfera inerte. Tal processo de carregamento se mostrou viá-vel e resultou em termossifões capazes de transportar até 1712 W.  A etapa de corte e soldagem foi considerada falha, pois pode cau-sar a entrada de gases não condensáveis quando realizada em tu-bos de diâmetros externos iguais ou acima dos 18 mm. A utiliza-ção do umbilical nos termossifões do protótipo mostra-se como uma solução viável para evitar possíveis falhas nesta etapa de fa-bricação.  Inconel 600 demonstrou ser um material adequado para a fabri-cação de termossifões de sódio que trabalham em temperaturas em torno dos 1000 °C. Falhas no termossifão que resultaram em furos do termossifão foram causadas pelos altos fluxos de calor gerados pelo indutor e por baixas razões de enchimento. Os in-dutores utilizados demonstraram proporcionar um aquecimento não-uniforme aos termossifões, gerando pontos mais quentes no evaporador, causando a fusão da parede do tubo quando a tem-peratura de operação do termossifão estava acima dos 1100°C. As baixas razões de enchimento juntamente com os altos fluxos de calor no evaporador causaram o aquecimento do tubo em re-
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giões desprovidas de sódio durante o início de operação do sis-tema, causando a rápida elevação da temperatura da parede do tubo acima da temperatura de fusão do Inconel 600, causando a falha do termossifão.  O sistema de aquecimento por indução e os indutores utilizados demonstraram ser capazes de fornecer altos fluxos de calor aos termossifões, necessários aos testes. Porém, esses altos fluxos provocam uma mudança de fase de sólido para líquido em pou-cos segundos, impedindo o estudo deste fenômeno.  O controle de tempo presente no sistema de aquecimento por in-dução demonstrou-se inadequado, pois necessita a atenção cons-tante do operador do equipamento para religá-lo manualmente a cada intervalo de 198 segundos. O ideal seria modificar o sistema de controle do equipamento, permitindo que este ficasse ligado indefinidamente até uma intervenção do operador para o desligar, ou caso atingisse a temperatura de segurança da água de resfria-mento do indutor.  Uma coluna de sódio acima do termossifão piora a sua capaci-dade de troca térmica.  Quando utilizado o condensador meia calha, o termossifão terá um melhor desempenho se operar inclinado. Mantendo a mesma área de troca térmica, o condensador meia calha é capaz de trans-ferir menos calor do que o condensador serpentina  Termossifões de sódio carregados com uma razão de enchimento de 80% são capazes de transferir mais calor do que termossifões carregados com uma razão de enchimento de 100%.  Quanto menor a seção adiabática, maior é a capacidade de trans-ferência de calor do termossifão.  As condições externas no condensador e evaporador determinam fortemente o perfil de temperatura a ser observado nos termossi-fões de sódio, sendo possível reduzir o gradiente de temperatura de cerca de 400 °C para aproximadamente 200 °C apenas modi-ficando as condições externas.  Quatro causas podem gerar ou ampliar os gradientes de tempera-tura no condensador de um termossifão de sódio: (1) taxa de calor fornecido no evaporador, (2) presença de gases não condensá-veis, (3) taxa de calor retirado no condensador e (4) startup (iní-cio de operação). 
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 O modelo de aleta com condutividade térmica efetiva mostrou-se viável e capaz de modelar o perfil de temperatura do conden-sador de termossifões de sódio conhecendo-se apenas duas tem-peraturas da parede externa do condensador, na base e na ponta, e a taxa total de transferência de calor.  O protótipo fabricado pela empresa Cleanergy AB e carregado com sódio como parte deste trabalho operou de forma satisfatória produzindo 7,61 kW de energia elétrica. 
8.2 SUGESTÕES PARA TRABALHOS FUTUROS 
A seguir, são apresentadas algumas sugestões para trabalhos futu-ros:  Ao se utilizar a metodologia de cálculo da taxa de transferência de calor por convecção e radiação é importante medir-se com a melhor precisão possível o comprimento do volume de controle, ou seja, a distância entre os termopares alocados na parede ex-terna do condensador; pois a incerteza de medição desta grandeza é a que mais afeta a incerteza da taxa de calor. O paquímetro com menor resolução de escala de 0,05 mm é o instrumento de medi-ção sugerido;  Modificar o sistema de controle de tempo do sistema de aqueci-mento por indução para permitir o funcionamento contínuo do equipamento.  Investigar o efeito de ponta fria causado pelas condições de trans-ferência do calor no condensador.  Estudar razões de enchimento menores do que 80% em termos-sifões de sódio.  Desenvolver um sistema independente para carregamento de ter-mossifões de sódio. Realizar o carregamento em uma câmara de atmosfera inerte limita o carregamento a dispositivos que caibam na antecâmara da câmara de atmosfera inerte. Um sistema inde-pendente aumentaria a possibilidade de geometrias possíveis de serem carregadas com sódio metálico.  Estudar o startup (início de operação) dos termossifões de sódio. Acredita-se ser possível modificar beneficamente o tempo para início de operação caso o fornecimento de calor seja interrom-pido e religado num curto período de tempo, algo próximo de um minuto. 
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 Acompanhar os testes e analisar os dados referentes ao protótipo quando este for instalado em um coletor solar parabólico.   
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 – INCERTEZA DE MEDIÇÃO 
Qualquer estudo experimental envolvendo medições está sujeito à erros, de modo que o valor verdadeiro da grandeza será diferente do valor medido. Têm-se como os três principais tipos de erros (PAIVA, 2007):  Erros grosseiros: são cometidos principalmente devido à inabilidade ou falta de cuidado do operador ao efetuar uma medida.  Erros sistemáticos: são resultados de um desvio constate nos resultados, num mesmo sentido.  Erros aleatórios: são erros devidos a variações ao acaso, de causas não conhecidas exatamente, em geral irregula-res e pequenas. Utilizando o procedimento descrito Paiva (2007), serão analisadas e apresentadas as incertezas de medição das duas formas utilizadas neste trabalho para calcular a taxa de transferência de calor pelo condensador do termossifão. 
A.1 INCERTEZA DA TAXA DE TRANSFERÊNCIA DE CALOR PELO CONDENSADOR TIPO SERPENTINA 
O primeiro método para o cálculo da taxa de transferência de calor pelo termossifão foi o calorímetro, conforme apresentado na seção 4.2. A Equação 4.1, utilizada para calcular esta grandeza, é função de duas vari-áveis medidas experimentalmente, a vazão de água e a diferença de tem-peratura da água de entrada e saída. A fim de obter uma menor incerteza de medição da diferença de temperatura da água, realizou-se a calibração de seis termopares dos quais dois foram escolhidos, um para a temperatura de entrada e outro para tem-peratura de saída da água. O procedimento utilizado na calibração foi se-melhante ao de Paiva (2007). Os sensores de temperatura do tipo K (cromel-alumel) foram mer-gulhados em um béquer com água destilada (ver Figura A.1), e este por sua vez foi inserido em um banho com temperatura controlada. Um pe-queno agitador foi introduzido para homogeneizar a temperatura da água em menor tempo. Foi utilizada como medida padrão um termômetro de bulbo Incoterm com menor resolução de escala de 0,1°C. Para a calibra-ção dos termopares, variou-se a temperatura do banho de 23 a 38°C de 3 em 3°C. O tempo de estabilização entre cada patamar foi de cerca de 15 
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minutos, sendo que após a estabilização foi realizada a medição da tem-peratura no termômetro de bulbo e dados dos termopares referentes aos 60 segundos (29 pontos por termopar) seguintes foram utilizados para a análise. 
 Figura A.1 – Conjunto de calibração de termopares. (PAIVA, 2007) 
A diferença entre o valor médio da temperatura indicada pelo ter-mopar nos 29 pontos e o aferido no termômetro de bulbo foi calculada para cada nível de temperatura e é apresentada na Figura A.2. 
Figura A.2 – Erro médio dos termopares em relação ao termômetro de bulbo. 
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Os termopares um e três foram escolhidos, respectivamente, como termopar de entrada e saída da água por apresentarem os menores erros médios bem como pequena diferença entre medições. A diferença de tem-peratura entre o termopar três e um, para cada instante da calibração, foi calculada e é apresentada na Figura A.3. A maior e menor diferença de temperatura foram 0,007°C e -0,159°C, respectivamente. O intervalo en-tre esses dois valores é de 0,166°C e indica a incerteza máxima da dife-rença de temperatura entre esses dois termopares. Para fins de cálculo, assumiu-se a incerteza da diferença de temperatura igual a 0,2°C. 
 Figura A.3 – Diferença de temperatura entre os termopares três e um a cada instante da calibração. 
Foi utilizado na medição da vazão de água um rotâmetro da marca Contech com menor divisão de escala de 5 L/h que foi atribuída como sendo a incerteza do rotâmetro. Para o cálculo da taxa de transferência de calor o parâmetro de conversão de unidades 1/3600 (kg/s)/(L/h) deve ser multiplicado à Equação 4.1. Dessa forma temos que a incerteza de medi-ção da taxa de transferência de calor pelo calorímetro será dada por 
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Verificou-se durante os experimentos que ao se ligar o sistema de aquecimento por indução, os termopares que mediam as temperaturas da água de entrada e saída alteravam seu valor repentinamente. Essa variação foi atribuída à interferência gerada pelo sistema de indução nos termopa-res, que não eram blindados. Considerou-se essa variação como um erro sistemático que foi calculado para cada réplica através da diferença da temperatura da água de saída e entrada nos primeiros instantes após o sis-tema ser ligado. Nesse curto intervalo de tempo inicial, os termopares já são afetados pelo sistema de indução, mas o termossifão ainda não trans-fere calor de modo que em uma situação ideal a diferença da temperatura deveria ser igual a zero. O erro sistemático calculado dessa maneira foi utilizado na correção da diferença de temperatura para todos os pontos de cada réplica. A Tabela A.1 apresenta o erro sistemático e a incerteza de medição da taxa de transferência de calor. 
Tabela A.1 – Incerteza de medição da taxa de transferência de calor pelo ter-mossifão e erro sistemático. 
      Erro sistemático Rép. 
Teste águam  máxT  máxq  q  máxq q  1 2 3 [L/h] [°C] [W] [W] [-] [°C] [°C] [°C] 
1 185 3,4 730 47 6,5% -0,3   2 185 4,6 988 51 5,1% -0,3   3 200 0,2 46 46 100% -0,2   42 195 3,3 747 49 6,6% -0,3 0,8  53 195 2,7 611 48 7,8% -0,4 -0,3 -0,3 6* 60 24,5 1712 143 8,4% -0,06   72* 62 17,2 1238 101 8,1% 0,13 0,19  82* 180 4,3 899 49 5,4% 0,76 1,00  9* 62 7 504 43 8,6% 0,81   10* 62 10,6 763 63 8,3% 0,7   112* 190 4 882 50 5,7% -0,23 -1,04  122 185 3,4 730 47 6,5% -2,04 -1,84  133 185 3,3 709 47 6,6% -1,27 -1,3 -1,42 142 175 4,5 914 48 5,3% -1,24 -1,42  152 175 3,4 691 45 6,5% -1,65 -1,18  162 175 3,8 772 46 6,0% -0,58 -2,81  
* Testes sem termopar no evaporador. 1,2 ou 3  Número de réplicas do teste. 
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A.2 INCERTEZA DA TAXA DE TRANSFERÊNCIA DE CALOR POR RADIAÇÃO E CONVECÇÃO NATURAL 
O segundo método utilizado foi descrito na seção 4.2 onde a Equa-ção 4.2 foi utilizada para calcular a taxa de transferência de calor. Esta equação é função de três variáveis medidas experimentalmente: tempera-tura da base do volume de controle, temperatura do topo do volume de controle e comprimento do volume de controle. Além disso, é função de duas variáveis disponíveis na literatura que são funções da temperatura, sendo estas a emissividade total hemisférica e o coeficiente de transferên-cia de calor por convecção. Por fim, o diâmetro externo do tubo e a tem-peratura ambiente não foram medidos experimentalmente, mas assumidos como grandezas com valores e incertezas conhecidos. Em seu trabalho com termossifões de mercúrio, Cunha (2008) efe-tuou a calibração dos termopares do tipo K obtendo uma incerteza de me-dição de 0,9 °C. Entretanto, devido a não homogeneidade destes termo-pares como consequência da solda e de alguns outros fatores que possam ocorrer, como encruamento ou tratamento térmico devido às altas tempe-raturas, foram acrescidos 8,0 °C à incerteza de medição (WHITE, 2005 apud CUNHA, 2008). Dessa forma, fica evidente que a calibração dos termopares do tipo K não foi determinante para a incerteza de medição das temperaturas, e, no presente trabalho, optou-se pela não calibração dos termopares que mediriam a temperatura da parede dos termossifões, assumindo-se para o cálculo da incerteza da taxa de transferência de calor por convecção e radiação uma incerteza de medição da temperatura de parede dos termossifões de 9,0 °C. Os comprimentos dos volumes de con-trole foram medidos com uma trena que possuía 1 mm como a menor divisão de escala, entretanto, devido às dificuldades de posicionamento do termopar durante a soldagem dos mesmos na parede dos termossifões, assumiu-se uma incerteza de medição do comprimento do volume de con-trole de 3 mm. A emissividade total hemisférica e o coeficiente de transferência de calor por convecção são variáveis dependentes da temperatura. A emis-sividade foi obtida através da linearização de dados fornecidos pelo fabri-cante dos tubos. O coeficiente de transferência de calor foi calculado a partir de correlações da literatura. Em sua origem, as duas grandezas fo-ram obtidas através de estudos experimentais, portanto assumiu-se que a incerteza de medição de cada variável seria igual a duas vezes o desvio padrão calculado a partir do valor da variável em função da mínima, mé-dia e máxima temperatura do condensador em cada uma das potências estudadas na seção 6.3, conforme apresentado na Tabela A.2. 
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Tabela A.2 – Dados utilizados no cálculo da incerteza de medição da emissivi-dade total hemisférica e do coeficiente de transferência de calor por convecção. 
  Teste q  [W]  ,méd cT   ,mín cT   ,máx cT  σ Incer-teza 
Coe
ficie
nte 
de 
tran
sfer
ênc
ia d
e 
calo
r po
r co
nve
cção
 
[W/
(m2
K)]
 17 145,3 9,73 7,41 10,94 
1,40 2,80 
17 314,4 10,46 9,00 10,46 
17 489,0 10,83 9,62 11,37 18 254,0 8,65 5,67 9,70 
18 758,4 9,37 7,86 9,94 18 1334,2 9,68 8,55 10,09 
Em
issiv
idad
e to
tal 
hem
isfé
rica
 [-] 
17 145,3 0,70 0,66 0,77 
0,06 0,11 
17 314,4 0,73 0,68 0,79 
17 489,0 0,76 0,69 0,81 
18 254,0 0,70 0,66 0,79 
18 758,4 0,76 0,68 0,81 18 1334,2 0,79 0,70 0,83  Assumiram-se os diâmetros externos dos tubos como iguais ao di-âmetro externo nominal, com uma incerteza de 0,5 mm. A temperatura ambiente não foi medida e foi considerada como igual a 30°C (303 K) para todos os testes, com uma incerteza de 9,0 °C. A incerteza de medição da taxa de transferência de calor por con-vecção e radiação é calculada por 
e a Tabela A.3 mostra a incerteza de medição para cada valor de taxa de transferência de calor por convecção e radiação.   
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Tabela A.3 – Incerteza de medição da taxa de transferência de calor por convec-ção e radiação. 
Teste q [W] q [W] máxq q  17 254,0 24,6 17,0% 17 758,3 53,7 17,1% 17 1334,2 84,7 17,3% 18 145,3 41,4 16,3% 18 314,4 115,4 15,2% 18 489 197,3 14,8%  Por fim, nota-se que a incerteza de medição percentual média foi de 16,3% para a taxa de transferência de calor por convecção e radiação e de 6,8% para a taxa de transferência de calor pelo calorímetro.   
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 – CONDUTIVIDADE TÉRMICA EFETIVA 
Tabela B.1 – Lista de variáveis de entrada provenientes dos Teste 17 e Teste 18. Valor do kef determinado a partir da metodologia da seção 6. Valores de kef des-tacados em negrito apresentaram valores irreais quando aplicada a metodologia da seção 6 e foram posteriormente igualados à curva ajustada. 
  iT   iq  ix  ,ef ik    °C W/m2 mm W/m.K 
Tes
te 1
8 - d
o = 
18 m
m 
12'3
0'' 
h c =
 9,7
3    
    
W/m
2 K 
96,6 4167 10 3,0 105,8 14769 25 3,1 181,0 31767 20 5,6 262,3 65925 20 7,3 393,2 219221 30 14,1 689,9 570860 30 243,2 
30'0
0'' 
h c =
 10,
46  
     
W/m
2 K 
223,4 16295 10 5,8 243,1 59119 25 5,7 403,9 137664 20 12,6 559,0 281657 20 36,3 673,6 673783 30 77,1 857,5 1235482 30 530,0 
40'0
0'' 
h c =
 10,
83  
      
W/m
2 K 
315,8 30895 10 7,0 346,8 125121 25 7,7 595,0 340811 20 19,3 833,5 640002 20 400,0 767,9 1185214 30 156,4 941,6 1921822 30 1750,0 
Tes
te 1
7 - d
o = 
21,3
4 m
m 
15'0
0'' 
h c =
 8,6
5    
   
W/m
2 K 
56,5 4681 50 5,5 77,5 15466 50 7,8 139,7 46657 50 10,5 282,2 193064 50 15,7 650,0 397675 25 80,5 741,3 710110 35 151,0 
47'3
0''  
h c =
 9,3
7    
    
W/m
2 K 
195,2 40451 50 11,1 286,0 152719 50 18,9 534,1 475073 50 76,6 736,0 1150112 50 230,0 911,3 1613930 25 1200,0 916,0 2120282 35 1590,0 
97'3
0'' 
h c =
 9,6
8    
    
W/m
2 K 
289,1 94043 50 13,6 461,2 395928 50 38,2 775,3 1205223 50 202,0 971,5 2415190 50 2150,0 1013,8 3054852 25 5000,0 1006,1 3730257 35 3360,0 .  
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 - LIMITES DE OPERAÇÃO DE TERMOSSIFÕES 
Termossifões possuem limites físicos que determinam sua capaci-dade máxima de transporte de calor. Esses limites de operação são am-plamente debatidos na literatura, sendo os mais relevantes os limites sô-nico, viscoso, de arrasto, dry-out e de ebulição (burn-out).  Busse (1973) apresenta modelos analíticos para os limites sônico e viscoso desenvolvidos a partir das equações de Navier Stokes, sendo vá-lidos tanto para termossifões como para tubos de calor. Os modelos pro-postos foram comparados com testes realizados por Kemme (1969) em tubos de calor carregados com metais alcalinos (sódio, potássio e césio) e apresentaram uma excelente concordância com os dados experimentais. O limite sônico é relacionado ao deslocamento do vapor, e ocorre quando forças de inércia predominam. Neste caso, a velocidade das mo-léculas de vapor é limitada pela velocidade sônica, geralmente na saída do evaporador ou entrada do condensador. Quando este limite é atingido, diminuir a temperatura do condensador não aumentará a transferência de calor, apenas aumentar a pressão no evaporador, e, consequentemente a sua temperatura fará com que o termossifão transporte mais calor. O li-mite sônico é dado por 
  0,50,474sôn lv v vq h P  . (C.1) 
No limite viscoso, as forças de inércia no vapor são desprezíveis quando comparadas às forças viscosas. Neste caso, a diferença de pressão provocada pelo gradiente de temperaturas ao longo do caminho do vapor não é suficiente para vencer as forças de arrasto, fazendo com que o vapor se estanque, chegando a um valor mínimo. Normalmente ocorre quando o termossifão opera em temperaturas mais baixas. O fluxo de calor a partir do qual este limite é atingido é dado por 
 264 v lvvis v vv ef
d hq PL    (C.2) 
onde 
 2e cef a L LL L    (C.3) 
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A dependência desses dois limites quanto a temperatura de opera-ção está fortemente relacionada ao termo ߩ௩ ௩ܲ . Para valores baixos de temperatura o termossifão será restringido pelo limite viscoso, já em tem-peraturas mais elevadas o limite sônico dominará. O limite de dry-out ocorre quando a evaporação no evaporador é tão intensa que a quantidade de líquido nesta região diminui até o ponto de não haver mais líquido, o que eleva a temperatura da parede do evapo-rador gradualmente. Isso pode ocorrer mesmo para fluxos de calor baixos, quando o fator de enchimento é pequeno (NGUYEN-CHI H. E GROLL M., 1981). Tem-se que, à medida que calor é inserido no evaporador, va-por é gerado e segue para o condensador, porém, ao retornar ao evapora-dor na fase líquida, o fluido é novamente evaporado antes mesmo de atin-gir a piscina de líquido, fazendo com que, aos poucos, a piscina diminua de altura e a temperatura do evaporador suba. Outra situação que pode levar a secagem ocorre quando a força de atrito entre a parede e o con-densado, somada às forças cisalhantes entre líquido e vapor, superam a força da gravidade, causando o bloqueio ao retorno do líquido para o eva-porador. Com a diminuição da piscina de líquido no evaporador, menos vapor é gerado e assim as forças cisalhantes são reduzidas até que o peso do líquido supere as forças contrárias, fazendo com que o líquido atinja o evaporador. Isso faz com que haja oscilações na temperatura do evapora-dor, motivo pelo qual o dry-out também é conhecido por limite oscilató-rio. Nguyen-chi e Groll (1981) explicam que o limite de ebulição (burn-out) ocorre geralmente em termossifões com fator de enchimento e fluxos de calor altos. A se transferir calor para o evaporador, bolhas de vapor são formadas na piscina de líquido. Quando atingido um fluxo de calor crítico, as bolhas de vapor se unem formando rapidamente um filme de vapor na parede. Uma vez que o vapor possui baixa condutividade tér-mica, ele funciona como uma resistência térmica, impedindo que parte do calor chegue ao líquido. Quando isso ocorre, a temperatura do evaporador sobe rapidamente. Imura et al (1983) discute os fenômenos relacionados aos limites de dry-out e de ebulição e compara resultados experimentais com corre-lações de diferentes autores. Em decorrência, propõe uma correlação que representa os resultados experimentais com uma variação de 30% , dada por 
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onde 
Reay et al. (2014) apresenta outras doze correlações de fluxo máximo em termossifões baseadas no número de Kutateladze, as quais, em certo grau, estão relacionadas com os fenômenos físicos de dry-out e burn-out.  
   0,130,161 exp i e l vKu d L       , (C.4) 
   0,250,5 máxlv v l v
qKu h g       . (C.5) 
